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記号 
本論文中に用いた記号を以下に示す。 
Ａ         :面積   
ｃ         :音速   
ｃｐ         :定圧比熱  
ｃｖ         :定容比熱   
Ｄ         :尾管直径  
DＵ                 :Ｕ字板の曲率半径 
D                   :減衰 
De                  :フレア出口径 
ｆ         :周波数   
ｈ         :比エンタルピ   
HU                     :尾管出口からＵ字板の位置 
L          :長さ 
LＴ                        :尾管長さ 
LＴ                 :タービンの位置 
LM                  :騒音計の位置 
M          :マッハ数 
ｍ         :質量  
m&            :質量流量 
Am&            ：空気率 
am&               :空気質量流量 
 vi
Fm&                   :  燃料質量流量 
（ただし、ツインパルス燃焼は平均質量流量） 
Fm& 1                : 燃料質量流量（燃焼器 1） 
Fm& 2                : 燃料質量流量（燃焼器 2） 
 n                : 回転数   
ｐ               : 圧力 
pa                   : 大気圧 
Q                : 発熱量 
R                : ガス定数 
Re               : レイノルズ数 
T                : 絶対温度 
t                : 時間 
V                : 容積 
v                 : 速度 
W                   :圧縮波の波面幅 
φ                   : 当量比 
γ                   : 比熱比 
ρ                  : 密度 
ω0                  ：振動数 
λ                              ：燃料と空気の混合比 
Δp                 :  パルス波の圧力 
Δp*                :  過剰圧 
 vii
Δpm                                       :  パルス波強さおよび圧力振幅    
 
添字 
 A        : 空気   
 a        : 大気  
 C        : 燃焼室  
Com               ：コントロール 
 E                   ：セッテングチャンバ 
Exc             ：刺激的な結果、刺激 
 F        : 燃料  
 T        : 尾管 
 f        : 火炎   
 i        : 入口 
IG        : 点火  
 m        : 混合気   
Ｎ                   ：ノズル 
 T        : 尾管 
 
なお、その他の記号については本文中で説明する。 
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第 １ 章  序   論 
 
1.1 本研究の背景 
1.1.1 はじめに  
パルス燃焼は脈動燃焼の意味で、その原理は 200 年程前に Higgins によって初
めて報告され、その後、多くの研究者によってその原理が解説(2), (3), (8), (17), (75)されて
いる。 
火炎を伴う燃焼では火炎面で急速な温度上昇により急激な圧力上昇が起き、それ
により衝撃波が発生する。したがって、火炎面付近の空間では絶えず圧力波が伝ぱ
することになる。それが周囲の環境すなわち吸排気管等により、共鳴に近い状態が
生じ、振動圧力波、あるいは脈動圧力となり火炎もそれと共に振動や脈動する。こ
れを振動燃焼、あるいは脈動燃焼（Pulsating Combustion）という。パルス燃焼
と言う言葉自体は、短い時間（数十ミリ秒以内）での燃焼で急速な圧力上昇を伴う
現象も含むが、本研究でいうパルス燃焼は周期的なパルス燃焼の意味で共鳴脈動燃
焼を一般的にこのように呼んでおり、振動燃焼の場合よりも圧力振幅が大きい燃焼
である(1) – (11), (17) – (45), (56) – (70)。 
パルス燃焼装置は、簡単な構造で数多くの人(1) – (58), (66) – (70)により研究されたため、
その装置の名称も多く、例えば、Verpuffungsstrahlrohr、Verpuffungsrohr（爆発噴射
管）、Schubrohr（推力管）、Pulsotriebwerk（脈動推進機）、Aero‐Resonator（空気共
鳴機）、Stossbrenner（衝撃燃焼機）、Schwingfeuergeraet（振動燃焼器）、Schwingrohr
（振動管）、Pulsating Jet Engine、Pulse‐Jet、Dyna‐Jet、Pulso‐Reacteur（共鳴反応
器）等と呼ばれた(20) – (25), (39)。 
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新しい燃焼器の製作、燃焼器の高負荷化、多種燃料の使用、燃焼器の形状の変化
など改造を行うと、燃焼振動が発生するために、致命的な欠点である騒音を発生し、
また、最悪の場合は燃焼器の一部が破損することもある。そのために燃焼騒音の防
止を目的とした燃焼振動の基礎的研究(48)–(55)が行われてきた。 
これまで開発されたパルス燃焼器は、いろいろな分類が可能であるが、例えば燃
焼器の形状による分類では、図 1.1に示されるように ①  Rijke(Organ Pipe)Type 
② Helmholtz Resonator Typeの２つにわけられる(2)－(4)，(6)，(8)，(10)－(13)，(44)。  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 1.1 パルス燃焼器の二つのタイプ )2(  
 
 ① Rijke Type は、燃焼室を持たないが火炎での圧力波が吸気管側に伝ぱ、共
鳴しパルス燃焼を起こすが、② Helmholtz Resonator Typeは、燃焼室を備え、主
に排気管系で共鳴パルス燃焼を起す。パルス燃焼システムとしては、②の燃焼室を
持っている型式が一般的に使用されている。 
つぎに、パルス燃焼器は、バルブの有無について分類(1)－(23)，(28)－(39)，(43)，(44)，(67)
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－(70)，(74)－(76)される。まずバルブを有する型式（バルブ型又は、機械式可動バルブ
型）とは(2)－(21)，(23)，(28)－(39)，(44)，(76)、図 1.2（a）に示されるように板状、放射状、
円盤状の薄い金属板のバルブを空気供給管に設置し、燃焼室内の圧力と供給管内の
圧力差の変化があっても常に一方向に流す機能を持つものをいう。それにより高い
燃焼圧力が得られ、高い推力が得られるという利点がある。しかし、燃焼室内の高
温ガス、高周波振動と衝撃の繰り返しのため、短時間で疲労破壊し長時間運転が困
難となることから、バルブ材料と設計に十分な配慮が必要となる。 
一方、バルブ無しの型式とは(1)－(3)，(5)，(8)，(9)，(14)，(17)，(26)，(40)－(43)、図 1.2（ｂ）に
示されるように可動バルブを持たないものをバルブレス型という。金属薄板などの
バルブを使用せず空気によりバルブの効果をもたせるために、空力効果で逆流を少
なくしているが、高い燃焼圧が得られないため十分な推力が得られないという欠点
がある。一方、バルブが無いために連続運転が可能という利点がある。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
 
 
図 1.2 パルス燃焼器のバルブ(2)，(8)，(17) 
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前述のように、燃焼中に発生する圧力を能動的あるいは、受動的に制御するバ
ルブがパルス燃焼を実用化するために必須な機能を果している。 
バルブの有無についての特長を表 1.1に示す。                    
           表 1.1 パルス燃焼器の分類                  
 バルブ有無 名    称 種     類 特      長 
フラッパ－バルブ 
リ－ドバルブ  
燃焼室の圧力が高い。 
バルブの機械疲労により寿
命が短い。 
             
バルブ有り バルブ型 
ロ－タリバルブ 使用した例がほとんどな
い。 
バルブ無し バルブレス型 共鳴効果バルブ 
空力効果バルブ  
燃焼室の圧力がバルブ型よ
りも高くない。 
バルブが無い為長時間運転
可能。 
                                 
1.1.2 パルス燃焼器に関する従来の研究とその応用               
パルス燃焼器の研究の最初は、パルス燃焼の発生する排気圧力による推進力を利
用したものが多かった。その中で最も成功したのが、ドイツ人の Paul Schmidt に
より 1930～1937 に考案(3)，(8)，(16)－(23)，(39)、開発されたものでドイツ、アメリカ、
日本等で特許が与えられている。開発の歴史を概観すると表 1.2のようにまとめる
ことができる。表 1.2の中で代表的な例を図 1.3、図 1.4、図 1.5、図 1.6に示す。 
図から理解できるようにパルス燃焼器は、管内の気体内を往復して伝ぱする圧力
波を利用して作動する航空用ジェットエンジンの一種であり、パルスジェットエン
ジンまたは、シュミット管とも呼ばれている。このシュミット管の構造は、簡単で、
その概略図は図 1.７のようになっている。 
図 1.７に示されるように、シュミット管は、圧縮機を必要としないことから、非
常に軽量で安価に製造することができる。また、多種燃料が使用可能なため、航空
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原動機としては優れたエンジンとなるが、爆音が非常に大きく、実用化されていな
い。しかし、衝撃波応用のエンジンとしては非常に興味深いものであり、将来実用
化の可能性もある。過去にもシュミット管の実用化に向けての開発がなされた。例
えば、1944年頃、ドイツで開発された無人航空機 V－１（Vergeltungswaffe‐1）
(19)は製造会社の名をとって Argus‐Schmidtrohrとも呼ばれ、Schmidtrohrの原 
 
表 1.2 パルス燃焼器の開発の歴史(3) 
Inlet Valve Design  
Year 
 
Comment Mech Aero 
1906 Esnault－Pelterie(first,dual unit,turbine)           (Fig. 1.3) O  
1909  Marconnet(first aerovalve)                        (Fig. 1.3)  O 
1920  Tesla(valvular conduit)  O 
1931 Schmidt (desin for thrust)  (Fig. 1.4) O  
1941 Argus－Schmidt (V-1) O  
1944 Dundar,Hussey,Schubert(U.S.Navy)  O    
1946 Tenney{Dyna－Jet(Hobby Jet)}                    (Fig. 1.4) O  
1949 Reynst(“Jam Pot” as pulse combustor)  O 
1950 Tenney(U.S.Army Fog Generator,trombone shape)  O  
1950 SNECMA Escopette(backflow turning duct)  O 
1950 Huber(asymmetric,coiled) O  
1953 SNECMA Ecrevisse(thrust turn in renonance tube)  O 
1956 Kichen(first commerecialized residential unit)      (Fig. 1.6) O  
1957 Logan(radial inlet)  O 
1957 Perschino(angle inlet)  O 
1958 Kamm(fresh warm air pumping) O  
1959 Porter(backflow aspirated secondary air)  O 
1962 Babkin(dual unit,heavy fuel oil)   O 
1963 Lockwood (vertical lift device) (vertical downward firing,with 
augmenters) 
 O 
1966 Kunsagi(rotary Valve) O  
1968 Rocketdyne(multiple-coiled tailpipes) O  
1969 Severyanin(dipolar)  O 
1970 Junkers(asymmetric aerovalve cup)  O 
1970 Junkers(dual combustors with tuned air and fuel inlet  O 
1974 Kentfield(tuned backflow duct)                   (Fig. 1.5)  O 
1981 Lonnox-A.G.A. Lab(first commercialized residential warm-air unit) O  
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温水ボイラー(2)，(3)，(8) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図1.3 初期のパルス燃焼器(3)    図1.4 パルス燃焼を利用した推進装置(3) 
 
 
 
 
 
 
 
 
図1.5 ガスタービン用パルス燃焼器(2)，(3) 
                                          
図1.6 パルス燃焼器を用いた 
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  図 1.７ シュミット管の概略図(16) 
 
理を応用して実用化されたが、考案者の Paul Schmidtの考えを十分生かせず、バ
ルブ機構に欠陥を持ち、飛行時間も 20～30分程度と短時間であったため、それ以
上の研究は断念された。シュミット管を実用化するために必要となる個々の要素機
器に関する研究を概観すると、そのほとんどが、騒音に関する研究と出力（すなわ
ち燃焼振動）に関する研究である。例えば、騒音低下に関する研究として、ツイン
燃焼室を用いた研究や尾管出口ノズルの形状について検討を行なった研究等が発
表されている(2)－(5)。出力に関しては、燃焼速度や完全燃焼を促進させる燃焼室の
形状について検討されている(1)－(10) ，(14)－(23)。また、パルスの周期を短くすると燃
焼周波数が増加するため、燃焼室に大きな圧力振動が発生し、吸入空気量が増加す
る。その結果、出力の増大が期待できることからパルス周期の影響に関する検討も
行なわれている。バルブについては、表 1.1に示される種類が考察されており、そ
れぞれのバルブの特性についての研究も広く行なわれている(2)－(23)。   
つぎに、シュミット管の作動機構について簡単に述べる。図 1.７の先端面より、
リ－ドバルブ、燃焼噴射バルブのついた気化器、燃焼室、燃焼ガスを加速噴出させ
るノズル管である。リ－ドバルブでは燃焼室内圧力が大気圧より下がるとステンレ
Combustion Chamber
Spark Plug 
Fuel 
Reed Valves 
Exhaust
 8
ス鋼の板バルブが開き、空気を吸入する。燃料としてはガソリン等比較的気化し易
い液体燃料が使用される。これらの液体燃料をポンプ、あるいは高圧空気により吸
入空気中に霧状に噴射して混合気として、燃焼室に送り込む。 
エンジンを始動するには、はじめに圧縮空気と燃料を燃焼室内に送り込み、点火
栓の放電火花で着火すると、急速に燃焼して圧力が上昇し、燃焼ガスはノズル管を
通って噴出口より吐出される。つぎに、流れの慣性により、噴出口から膨張波が管
中を先端部に向かって伝ぱし、リードバルブに達する。管内圧力は降下し、バルブ
は開き、新しい空気が吸入され、そこに噴射された燃料と混合気を作り燃焼室に充
満する。一方、リ－ドバルブに達した膨張波はそこで折り返してさらに圧力を下げ
ながら、噴出口に達する。今度は大気圧の方がずっと高いために、衝撃波が発生し
て再び管内を先端に向け伝ぱし、燃焼室内の新混合気に達し、圧縮する。それによ
り、混合気は加熱され、着火、急速燃焼をして高圧となり、燃焼ガスをノズル管で
加速、噴出口より吐出する。以後、同じ動作を繰り返すことにより、エンジンは定
常運転を始める。 
 この時の膨張波、圧力波あるいは衝撃波はその時の気体の音速に近い速度で伝ぱ、
往復するので、シュミット管の長さにより、着火、燃焼の周期は一定となり、圧力
波が新混合気に到達する度に着火するために、共鳴状態となり、燃焼圧を高めなが
ら運転される。しかしながら、現在までパルスジェットエンジンが実用化されるに
至らなかった主な原因としては、次のような理由があると考えられる。 
パルスジェットエンジンは、燃焼がパルス的に生じるために、常に大きい圧力変
動や激しいバルブの開閉による大きい騒音が生じるという欠点を持っている。また、
単体のパルスジェットエンジンでは、大きな推力が得られないため、大型の飛行機
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への利用や超音速飛行を可能にすることができなかった。一方、ロケットやガスタ
－ビン機関は急速に開発・改良されて、大きな推力が可能となり、一般航空機用推
進装置として利用されるようになった。 
 しかし、近年パルス燃焼は周期的な振動を伴わない定常燃焼に比較して、高負荷
燃焼が可能であり、燃焼効率や伝熱効率が高い特性をもつことや、パルス燃焼と同
程度の効率を持つ定常負荷燃焼ではみられない低ＣＯ、低ＮＯx排出という興味あ
る特性を持つことが明らかになってきた(7)－(9)。そのため、燃焼を伴って発生する
振動を積極的に利用し、パルス燃焼のもつ高い騒音という不可避な欠点を克服して、
長所を積極的に活用するために、パルス波の駆動ポンプ(71)、暖房用バ－ナ(8)、粉体
乾燥器(73)，(74)，(76)、農薬噴霧器(8)、ウエハ表面およびフイルタ－表面のゴミの除去
(77)－(82)などへの応用が図られている。その他に興味ある応用例としては、農林業で
の害虫駆除である。高温ガスが間欠的に噴出されるので、樹木や野菜などについた
害虫にむけ噴射すると、熱容量の大きい植物には害をあたえないで害虫のみを除去
できる。しかしながら、パルス燃焼器及びパルスジェットエンジンは、衝撃波又は
圧力波を伴う燃焼機構を持ち、作動特性にも不明な点が多いため、未だその制御方
法は確立されていない。 
ここ数年来、航空用エンジンとして「パルス デトネ－ション ジェット エン
ジン」の研究開発がアメリカ、カナダ、日本などで始められている(19)。これは通
常の燃焼の代わりにデトネ－ション燃焼を強力な点火装置で繰り返し起して推力
を得ようとするもので、等容積燃焼に近く、燃焼圧力が通常燃焼の数倍に達するの
で熱効率も、推力もずっと高くなることを期待しての研究である。この研究に関連
して、最近開催された Intern.Colloquim on Dynamics of Explosions and Reactive 
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Systemsの国際会議（1999 Heidelberg、 2001 Seattle ）で約 10編の研究結果が
発表されている。しかし、デトネ－ションを起動させることが難しく、まだ成功し
ていない。 
 本研究は、パルス燃焼器の改良を目的として、その作動状態を調べ最も適した構
造を開発するとともに、有効に制御するためのシステムを明らかにしたものである。  
 
1.２ 本研究の目的 
 本研究は、従来のシュミット管では騒音が非常に大きくて、環境上の問題が生じ
るため、騒音の少ないリ－ドバルブのない吸入口だけのエアロバルブパルス燃焼器
での実験を行った。具体的に述べると以下のようになる。 
（１）吸気系の研究：燃焼器の出力の増大には、吸気量の増加が欠かせないので、
尾管の構造を改善することにより吸気量の増大させる方法について検討
する。具体的には、単一衝撃波管を利用して尾管出口形状、寸法等の最
適化についての基礎的研究を行う。 
（２）燃焼の研究：等容燃焼の方が定圧燃焼よりも熱効率が高いのでパルス燃焼
が必要となる。パルス燃焼を起こす条件、すなわち、混合比、燃焼室、
尾管の形状の研究を行う。 
（３）制御方法の研究：吸入口断面積を変化させ、少ない燃料消費量で最大推力
を得るための制御方法を研究する。 
（４）騒音の抑制：ツインの燃焼器において、位相が相互に 180 度ずれたパル
ス燃焼をさせることにより騒音を抑制する。 
以上の研究成果をまとめてシュミット管の改良を行う。 
１.３ 本論文の構成 
 11 
 本論文は、８章から構成されている。 
第 1章では、パルス燃焼器に関する従来の研究を概観し、本研究の目的について
述べている。 
第 2章では、パルス燃焼の理論に関する一般的な事柄を詳細に述べる。まずパル
ス燃焼器の作動原理を示し、パルス燃焼中の熱発生速度を熱力学の法則に基づき算
出する事とパルス燃焼器の管内の気柱共鳴振動よりパルス燃焼の発振周波数の予
測方法について述べている。 
第３章では、空気式バルブを有するパルス燃焼器の作動特性を実際の燃焼実験で
調べた。燃焼特性に対する吸入混合気の当量比および入口断面積比の影響について
示す。さらに、パルス燃焼発振周波数を予測するための基準を示す。 
第４章では、単一パルス燃焼の特性とツインパルス燃焼の特性を相互比較した。
そして、ツインパルス燃焼器での騒音抑制の効果および２台の燃焼器を逆位相で作
動させるために排気チャンバ－内に設けられた U 字板の形状パラメ－タの効果に
ついて検討した。 
第５章では、パルス燃焼器の吸気量を増すために、最適な尾管形状を得ることを
目的として、開放端で直管衝撃波管とフレア管衝撃波管を用いて、パルス燃焼器の
単一パルスを模擬した実験結果について示す。 
第６章では、第５章において衝撃波管を用いて得られた吸気量に及ぼす尾管形状
の影響について、パルス燃焼器を用いてその成果を確認する。 
第７章では、アクティブ制御の原理について述べその回路の設計方法について示
す。 
第８章では、本論文の結論を示すとともに、今後の課題について言及する。 
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第 ２ 章  パルス燃焼の理論 
 
2.1 パルス燃焼 
2.1.1 パルス燃焼と定常燃焼 
 本研究ではパルス燃焼の有効性を確認する上で、一般的な燃焼器において使用さ
れる定常燃焼との比較を行った。パルス燃焼は、吸気、燃焼、膨張、排気という一
種の２サイクル内燃機関にも似た機構を持ち、間欠燃焼とも呼ばれている(2), (3)。一
方、定常燃焼はバ－ナ燃焼とも呼ばれており、流れの中に静止した定常火炎
（standing flame, 静止火炎）をつくるもので、安定な定常燃焼を行わせるもので
ある。両者の典型的な違いは燃焼室の圧力変動にあり、前者は等容のもとで燃焼が
行われるのに対し、後者は等圧のもとで燃焼が行われる。 
 
2.1.2 パルス燃焼器の作動原理 
 図２.1と図２.２に一般的なパルス燃焼器の作動原理(2), (3), (6), (8)およびそのＰ－Ｖ
線図を示す。パルス燃焼器は、吸気口、吸気弁、燃焼室、尾管より構成されており、
吸気、燃焼、膨張、排気という一連の過程を２サイクル内燃機関と類似の動作過程
で繰り返す。燃焼器を始動する際には，まず圧縮空気により燃料を混合させながら
燃焼室に送り込み（図2.1（ａ））、点火プラグによって強制着火させる（図2.1（ｂ））。
急激な燃焼により、燃焼室内の圧力が上昇し、流れとともに圧縮波あるいは衝撃波
が尾管を出口に向かって伝ぱして、高速気流となって、排気ガスが出口より吐出さ
れる（図 2.1（ｃ））。尾管出口に到達した圧縮波あるいは衝撃波は反射膨張波とな
って、排気ガスをさらに加速させながら燃焼室方向へと伝ぱし、吸気弁に達する。
燃焼室内圧力は降下し、新しい混合気が吸入される（図 2.1（d））。一方、吸気弁
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において反射された膨張波はさらに圧力を降下させながら噴出口へと伝ぱして再
び反射され、今度は圧縮波あるいは衝撃波となって燃焼室へと伝ぱする（図 2.1
（ｃ））。燃焼室に達した圧力波により混合気が断熱的に圧縮され、それにより着火、
燃焼を起こす（図 2.1（ｆ））。パルス燃焼器は、以上の動作を繰り返し作動させる
管内を往復する圧力波の共鳴状態を利用して連続運転を実現する。図 2.1の（ｂ）
～（ｆ）に示される一連の過程をＰ－Ｖ線図で描くと図 2.2のように右回りのサイ
クルとなる。図 2.2のＰ－Ｖ線図上の（Ａ）～（Ｄ）は、図 2.1の状態に対応して
いる。 
 燃焼反応領域の混合気は圧縮波や衝撃波により断熱的に圧縮され混合気の温度
が上昇し反応が促進され、非常に速い反応となって一種の等容燃焼に近い現象が生
じる。そのため圧力上昇が大となり、共鳴状態となって、連続運転を持続させる。
すなわち、圧力振幅が大きければ熱発生速度も増加し、より等容燃焼に近くなり、
熱効率も良くなる。さらに圧力変動によって誘起される排気ガスの流速も上昇し、
推力が増大する。したがって、パルス燃焼器の推力を増大させるには圧力振幅を大
きくすることが最も重要といえるが、一方それが激しい爆音を発生させることとな
る。 
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図 2.1 パルス燃焼器の作動原理 
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図 2.2 パルス燃焼器のＰ-Ｖ線図 
（ P０：大気圧 ） 
2.2 パルス燃焼器の燃焼計算(14) – (16) 
2.2.1 混合気と混合気濃度の表示法 
 混合気と混合気濃度の表示法としては、従来いろいろな表示法がある。例えば、
基準となる必要な酸素量に注目して、必要な空気量を求める方法では、まず、燃料
から当量の酸素量 Oを定める。燃料１kgが燃焼するために必要な酸素量を量論酸
素量(stoichiometric quantity of oxygen)  という。この燃料中に含まれる各種可燃
物質の量が、炭素ｃkg/kg，水素ｈkg/kg，硫黄ｓkg/kg，酸素ｏkg/kg，モル表示
では、それぞれｃ/12 kmol/kg，h/2 kmol/kg，s/32 kmol/kg，o/32 kmol/kg である
とすると量論酸素量は、次のようになる。 
  O０ 3232412
oshc
−++=        [kmol/kg(燃料)]     (2.1) 
  また、そのときの量論空気量(stoichiometric quantity of air )  は、空気中の
P0
 16 
酸素の割合が 21%であるとすると  
210.0
0
0
O
A =  kmol/kg(燃料) あるいは 
210.0
0
0
V
A =  Nｍ３/kg(燃料)  (2.2) 
実際の空気量 A と当量空気量 A Oとの比を空気比α＝A/ A Oと呼んでいる。また、
一定の空気量に対する燃料の量論比のことを当量比と呼び、この当量比は、空気比
の逆数 φ＝１/α となる。 
従って、φ ＜１の燃焼を希薄燃焼(lean mixture combustion)、 φ  >1の燃
焼を過濃燃焼(rich mixture combustion)という。また、空気比という定義もよく使
用されている。 
例えば、CmH2mなる平均的な化学式を持つ石油系燃料では、Oo = 48/14  (kg/kg)，
A O =(48/14)/0.21となる。 
 
2.2.2 パルス燃焼器内における熱発生速度の計算 
 パルス燃焼器内での燃焼過程を知ることにより燃焼器性能をおおよそ把握する
ことができる。そこで、パルス燃焼中の熱発生速度を実験結果をもとに算出する。
しかしながら、既に述べたように、パルス燃焼器内での燃料・空気の混合は非定常
であり、火炎面近くでの混合気の状態が非平衡、不均一であるため、この現象を理
論的に解析するのは困難である。そこで、はじめに、以下のような仮定をする。 
  
１．混合気量を 1サイクル中に吸入された量とし、それが燃焼室入口端壁に
沿って縮まって存在するものとする。 
２．燃料-空気混合気は燃焼室内圧力ＰCと大気圧Ｐaの差により吸気口から吸
入される。 
３．燃焼開始後は燃焼ガスの一部は吸気口より逆流し、吸気側に吐出し、他
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は ＰCと尾管入口圧 Ｐt との差により膨張排出される。 
４．空気、混合気、燃焼ガスは完全気体として取り扱われる。 
５．燃焼反応は混合気全域に均一に進行するものとする。 
 
熱力学第一法則より 
( ) PdVmuddQ +=              (2.3)  
ここで、Q  は発生熱量、m  は混合気質量、u  は内部エネルギ、P  は混合気の圧
力、V  は混合気の体積である。混合気体を理想気体と仮定すると 
mRTPV =              (2.4) 
R
PVmT =                
一方、理想気体の内部エネルギは 
Tcvu =               (2.5) 
式(2.4),(2.5)を式(2.3)に代入すると 
               ( ) PdVTmcvddQ +=  
PdVcvR
PVd +


=  
1
1
−
=
−
=
γcvc p
cv
R
cv  なので 
( ) PdVPVddQ +
−
=
1
1
γ
 
( ) PdVVdPPdV ++
−
=
1
1
γ
 
VdPPdV
1
1
1 −
+
−
=
γγ
γ
        (2.6) 
 18 
 
となる。さらに 
m
dm
V
dV
−=              (2.7) 
                                
なので 
dm
m
VPVdPdQ
11
1
−
−
−
=
γ
γ
γ
        (2.8) 
となる。ここで、Pおよび dPは実験データより求めることができる。また、dmは
実験から得られる平均混合気質量流量、燃焼室平均温度及び圧力振幅より推定され
る。また、燃焼は燃焼室圧力変動の上昇時、すなわち、最低値から最大値に至る過
程で行われるものと仮定する。 
 
2.3 パルス燃焼における発振周波数の予測 (14) ‐ (16) 
パルス燃焼器の発振周波数は、吸気及び燃焼などに大きく影響を与えるため、あ
る程度の予測は必要である。発振周波数は一般的に尾管長さに強く依存し、その予
測には 1/4 波長管の式、または、Helmholtz の共鳴振動の式が用いられている。 
 
2.3.1 1/4 波長管の式 
前述したように、パルス燃焼器における燃焼室内の圧力振幅は、燃焼による前進
圧縮波、尾管出口における反射後進膨張波、吸気弁における反射前進膨張波、再び
尾管出口における後進圧縮波によって 1周期となる。すなわち、１波長はおよそ吸
気弁から尾管出口までの長さの 4倍となる。ここで、波長をλ、吸気弁から尾管出
口までの長さを cL とすると 
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cL4=λ                         (2.9) 
となる。流速が遅く影響の少ない場合、圧力波はほぼ音速で伝ぱするので、管内の
平均音速を c、発振周波数を f とすると 
cL4=λ  
                    
f
c
=                (2.10) 
となる。よって発振周波数は 
cL
cf
4
=                        (2.11) 
と表すことができる。 
 
2.3.2 Helmholtz の共鳴振動の式 
 図 2.3 において、容積 cV の空洞が長さ TL 、断面積 TA の小さな開口部によって外
部と通じており、開口部の空気が出口圧力と空洞内圧力との差によって運動する系
を考える。空気密度を ρとすると、開口部の空気質量は TT ALρ であり、この空気が
剛体のように左右に運動すると考える。いま、xだけ微少変位したとすると、空洞
内では P∆ だけ圧力が減少する。K：体弾性率、 c：音速とすると、そのときの復
元力は 
 
 
 
 
 
TA  
TL  
cV
図 2.3 パルス燃焼器の概略図
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T
c
c
T AV
V
KPA
∆
=∆−  
T
c
T A
V
xAc 2ρ
=  
x
V
Ac
c
T
22ρ
=           (2.12) 
である。ただし 
               xAV Tc =∆  
                      
c
c
V
PV
K
∆
∆−
=  
                    
ρ
Kc =  
 系には通常、音の放射によるエネルギ減衰と空気の流動による粘性減衰があるの
で、それらをまとめて
•
− xa の減衰が作用していると考える。また、空洞内で ( )tP
なる励振力が作用する場合の力の釣り合いは                       
     ( ) 0
22
=+−−−
•••
tPAx
V
AcxaxAL T
c
T
TT
ρρ                 (2.13) 
運動方程式は、 WxAT = とおいて圧力の単位でそろえると 
( ) 022 =−++
•••
tPW
V
cW
A
aW
A
L
cTT
T ρρ
                     (2.14) 
となる。これにより、固有角振動数 nω は 
cT
T
n VL
Ac=ω                                     (2.15) 
となり、発振周波数は 
cT
T
VL
Acf
π2
=                                  (2.16) 
と表すことができる。 
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2.4 本章のまとめ 
本研究に必要なパルス燃焼の原理と理論、熱発生率の計算法、パルス燃焼周波数
の予測方法について説明した。 
その結果 
1.熱力学第一法則より燃焼で発生する熱量ｄQは次式のように表される。 
dm
m
VPVdPdQ
11
1
−
−
−
=
γ
γ
γ
         
ここで、パルス燃焼が、もし等容燃焼と見なせるなら圧力 dP と混合気質量流量
dm を実験的に測定すると、発生熱量を間接的に求めることができる。 
第３章においては、この結果に基づき、実機を用いてパルス燃焼中の熱発生率に
ついて検討したい。 
２．ヘルムホルツの共鳴振動の解より、パルス燃焼の燃焼振動の周期は、主に管
の長さに支配される。 
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第 ３ 章  パルス燃焼器の実験装置および方法 
 
第 3 章では、本研究で使用した装置と、燃焼実験の詳細を述べる。3.1 節では
製作したパルス燃焼器および測定機器について説明する。3.2 節では装置の起動
方法および圧力測定、温度測定などの実験方法について、3.3 節では本実験で使
用した実験条件について述べる。3.4 節では、実験結果の考察を行い、3.5 節で
は、結論について述べる。 
 
3.1 実験装置の概要 
図 3.1 及び図 3.2 に本実験で使用した、空気式弁を有するパルス燃焼器の概要
を示す。装置は吸気管、燃料供給装置、入口断面積調節用コーン、燃焼室、尾管
で構成されている。燃焼室は AC = 60 ×70mm
2の矩形断面である。インテーク(空気
取入口)のコーンを前後に移動させることにより、インテークのスロート断面積
Aiが変化し、これと燃焼室断面積 ACとの比 Ai/ACを入口断面積比とする。尾管は、
断面 ATが燃焼室断面積に等しく、出口において AC/2 とした Type-A と、燃焼室の
出口を絞り、断面 ATのストレート管を有する Type-B の二種類を製作した。燃料
供給装置は二流体噴霧形の外部予混合方式を採用し、圧縮空気により液体燃料を
噴霧する。噴射された燃料はインテークのスロート手前で空気と混合され、混合
気となって燃焼室に供給される。着火は火花点火方式によって行った。また、液
体燃料にはレギュラーガソリンを使用した。なお、本実験装置の詳細については
本編図 3.1 に示す。 
本実験で使用した測定機器の概要を表 3.1、表 3.2、表 3.3、表 3.4 に示す。 
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図 3.2  ノズル及びタービン概略図 
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表 3.1 圧力変換器 
形 式 PE-5KMRT (株式会社 共和電業製) 
種 別 500k 
製品番号 5Z0270003,630280004,630281004 
定格圧力 0.5 MPa 
室 温 24℃ 
印加電圧 DC 9V 
計器入力インピーダンス 351.5Ω 
 
表 3.2 A/D ボード 
形 式 ADM-652AD(マイクロサイエンス株式会社製) 
アナログ入力 シングル 16ch，デュアル 8ch 
分解能 12bit 
最高サンプリング周波
数 
512kHz 
 
表 3.3 燃料質量流量計 
形 式 OF05ZZT-A0 (愛知時計電機株式会社製) 
最高使用圧力 0.5 MPa  
使用温度範囲 -10℃～+70℃以内 
パルス単位 0.46cc/P 
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表 3.4 直流増幅器 
形 式 AM30 直流増幅器 (ユニパルス株式会社製) 
入力レベル 0～±10V ±5mA 
入力抵抗 0.2Ω 
利 得        ×20,×100,×200,×500,×1000,×2000 
(切り替えスイッチにて選択、0～連続可変) 
最大出力       ±10V, ±50mA 
非直線性 ±0.1%以下 
周波数特性     DC ～ 100kHz(-3dB)(DC CUT:1Hz ～100kHz(-3dB)) 
ローパスフィル
タ 
10Hz,100Hz,1kHz(-12dB/OCT) 
安定性 利得 ±0.01 %/℃以下 
零点 ±1μV/℃以下(入力換算、×2000,入力短絡時) 
雑音電圧 30μVp-p 以下(DC CUT,PASS 選択時,入力換算,×2000 入力短
絡時) 
印加電圧 DC 6V,9V,4mA(切換スイッチにて選択) 
較正電圧      ±0.125,0.25,0.5,1.25,2.5mV/V ±0.2% (切換スイッチにて
選択) 
電 源         AC100V±10V,50/60Hz,0.2A 
重 量         1.9kg  
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3.2 実験方法 
実験に際しては、まず圧縮空気により燃料を噴射させ、点火プラグにより強制
着火させる。装置が起動したら燃焼器の運転履歴による燃焼状態の影響を考慮し、
5分程度暖気運転を行う。その後、燃料流量を調節し、測定を行う。 
流入する空気は丸型ノズルの壁面静圧を測定することによって調べた。空気式
弁を有するパルス燃焼器においてはインテーク前方への逆流が生じるため、丸型
ノズル後方によどみ室を設け、圧力変動の影響を軽減させている。また、燃料噴
射に用いる圧縮空気はエアレギュレータにより供給圧力を一定にし、噴射口でチ
ョークさせることで質量流量を一定にしている。丸型ノズルから取り込まれる空
気質量流量と、噴射に必要な圧縮空気質量流量を加えることにより、本パルス燃
焼器における総空気質量流量
•
m A とした。ここで、燃料噴射用圧縮空気の質量流
量は、流れを等エントロピー的にせき止めた状態を仮定し、次式を用いた。 
 
•
m １ = 
TR
Ap
0
0






−
−




 +
p
p
p
p
0
1
0
2
1
2 γ
γ
γ
γ
γ
       (3.1) 
また、丸型ノズルから吸い込まれる空気質量流量は、ノズル断面積 AN、ノズル壁
面静圧 pNを用いて 
 
•
m 2 = NN A
p
ρ
ρ 2                     (3.2) 
 
で表される。よって、本装置の空気質量流量（吸気量）
•
m Aは 
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•
m A = 
•
m 1+ 
•
m 2                                    (3.3) 
と表される。 
燃焼に関しては、水冷式圧力センサを用いて燃焼室内圧力変動および燃焼室出
口圧力変動を測定した。また、尾管出口には一定位置に発電機に直結されたター
ビンを設置し、その回転数を測定することにより、吐出流によるパルスジェット
燃焼器の出力の変化量を調べた。さらに、パルス燃焼時における着火点と定常燃
焼時における静止火炎の位置を得るため、温度測定においては、燃焼室入口近傍
に計 6個所、尾管出口に 1個所、クロメル－アルメル熱電対を設置した。 
圧力およびタービン回転数に関する測定信号はA/D変換ボードを介してコンピ
ュータによって取り込み、温度データはデジタルサーモメータに表示された数値
を手動でコンピュータに入力した。 
 
3.3 実験条件 
尾管Type-Aでは、入口断面積比をAi/AC = 0.138、 0.157、 0.175、 0.193、 0.211、 
0.229、0.248、0.266、0.284 と 9 種類に変化させ、それぞれの状態において、燃
料質量流量
•
m Fを徐々に増加させた場合と、減少させた場合について測定を行い、
燃焼器の基本的特性を調べた。 
尾管 Type-B においては、燃焼室断面積 ACとストレート管断面積 ATとの AT/AC
を、AT/AC = 0.214、0.292、0.381 と変化させた。AT/AC = 0.214 に関しては、尾
管管径 DTと尾管長さ LTの比 LT /DT  = 7、8、10、AT/AC = 0.292 に関しては、LT /DT 
= 6、7、8、10、AT/AC = 0.381 に関しては、LT /DT = 6、7、8、10、12 と 5 種類
に変化させ、それぞれ、入口断面積比を Ai/AC = 0.157、0.175、0.193、0.211、 0.229、 
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0.248、0.266、0.284 と 9 種類に変化させ、燃料流量
•
m Fを増加させた場合につい
てのみ実験を行い、パルス燃焼器を高効率で制御させるためのパラメータを明ら
かにした。 
 
3.4 実験結果および考察 
3.4.1 燃焼室およびその近傍の圧力変動 
図.3.3(a) ～(c)、図.3.4(d)～(f)に尾管 Type-A、入口断面積比 Ai/AC  = 0.138
における図 3.1 のＰｓ2燃焼室圧力波形を示す。燃料流量が少ない図 3.3(a)にお
いては、圧力変動はほとんど生じず、定常燃焼しているのが分かる。この時、混
合気の質量流量および温度から推定される、インテークスロート部での平均混合
気流速は 25m/s 前後であるのに対して、一般に定常燃焼時の火炎伝ぱ速度は 10
～20m/s である。従って、火炎はスロートより上流へ伝ぱできない。インテーク
ディフューザにおいて、混合気流速は減少し、火炎伝ぱ速度とほぼ等しくなる点
に静止火炎が保持されているものと思われる。図 3.3 (b)、(c)では安定したパル
ス燃焼が行われているのが分かる。この時、火炎伝ぱ速度はスロート部での混合
気流速より大きくなるため、空気－燃料混合部まで伝ぱが進行し、混合気をほぼ
全部燃焼することによって、燃焼は一時終了する。そして新しい混合気が吸気さ
れ、出口側からの衝撃波あるいは圧縮波が到達し、新たに着火するまで発火せず、
これによって断続的なパルス燃焼が継続されている。図 3.4 (d)では、パルス燃
焼は、混合気濃度の増加により燃焼状態が不定常になり、不規則な振動を示して
いる。そして、図 3.4 (e)、(f)に示すように、さらに流量を増加させると、再び
定常燃焼へと遷移する。 
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図 3.4 燃焼圧力の時間変化 
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定常燃焼とパルス燃焼での相違点は圧力変動で識別でき、これ等の領域は混合
比に依存するので、燃料流量の変化によって制御可能といえる。以下に、パルス
燃焼器の燃料操作による燃焼形態の変化を示す。 
図 3.5 は尾管 Type-A、入口断面積比 Ai/AC = 0.138 において、燃料流量の変化
に対するインテーク出口平均圧力振幅ΔＰ（図 3.1Ｐｓ1）、燃焼室内平均圧力振
幅ΔＰ（図 3.1Ｐｓ2）、ノズル平均圧力振幅ΔＰ（図 3.1Ｐｓ3）を示したもので
ある。燃焼器を起動させ、徐々に燃料を増加させると着火する。この時、火炎は
前述したように、インテークディフューザのある点に静止し、定常燃焼となる。
その後、燃料の増加によって火炎伝ぱ速度が大きくなり、激しい振動を伴う燃焼
へと遷移し、ここで安定したパルス燃焼が実現される。燃料をさらに増加させる
と、燃焼速度が下がり、パルス燃焼は再び定常燃焼へと遷移する。そして、圧力
変動を伴わない安定した定常燃焼は、混合気濃度の増加により、燃焼限界に達し、
失火する。パルス燃焼器の燃料操作による基本的挙動は、尾管 Type-B において
も、定性的には同様であるので、ここでは省略することにする。 
Paul Schmidtらの実験において、パルス燃焼器の尾管長さLTと尾管径DTの比 LT 
/ DTの最適値は、LT / DT = 5～10 が適当といわれている
(19)。本実験では尾管 Type-B
において、異なる断面と長さの比較を行った。その結果を図.3.6～3.17 に示す。
全ての場合において、LT / DT = 10 ないし 12 で燃焼室平均圧力振幅ΔPは最大と
なっていることがわかる。一般に尾管が長いと管壁における摩擦損失により、パ
ルス燃焼器の推力は減少すると思われるところだが、本実験の結果からは短い場
合において燃焼室圧力振幅ΔPは小さくなっている。 
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図 3.5 燃焼器の入口、燃焼室、出口ノズルでの圧力振幅 
（ノズル、Type-A） 
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3.4.2 吸気量，燃焼圧力，タービン回転数の影響 
パルス燃焼器の操作における基本的入力パラメータは吸入空気量が一定の場
合、燃料流量
•
m F即ち混合比である。本節では燃料流量
•
m Fが吸気量
•
m A、燃焼室平
均圧力振幅ΔP、タービン回転数 nに与える影響を示す。 
図 3.18 は尾管 Type-A において、燃料質量流量
•
m Fの変化に対する、(a)空気流
量
•
m A、(b)燃焼室平均圧力振幅ΔP、(c)タービン回転数 nの影響を示したもので
ある。機械的な可動弁(機械式吸気弁と呼ぶ)を有するパルス燃焼器では、爆発と
同時に吸気弁が閉じ、燃焼ガスは尾管を高速で伝ぱし、排気される。しかしなが
ら、本装置のように空気式弁を有するパルス燃焼器では、爆発と同時にインテー
ク上流側へ燃焼ガスの逆流が生じる。したがって、図 3.18 (a)において、パルス
燃焼開始（
•
m F ≒ 0.8g/sec）とともに吸気量が減少しているのが分かる。空気式
弁は機械式弁と比較すると騒音が小さく、可動式でないため、弁の寿命も半永久
的であるが、圧力振幅が小さくなるため、燃焼器自体の自己吸気能力が低下する
という欠点を持つ。騒音低減と言う観点から、空気式弁は機械式弁より有利であ
るため、弁の空力的形状の最適化が望まれるところである。 
図 3.18 (b)において、入口断面積比 Ai/ACの増加に対してパルス燃焼開始点の
燃料流量が増加しているのが分かる。図 3.18 (c)において、タービン回転数はパ
ルス燃焼による圧力振幅上昇の影響を受けて増加する。また、パルス燃焼開始点
においてタービン回転数はほぼ最大となっている。しかしながら、燃料増加によ
り燃焼状態が悪化し、圧力振幅が減少しているにもかかわらず、入口断面積比
Ai/AC = 0.193、0.248、0.284 において、この領域でのタービン回転数の変化は見
られない。これは混合気流量の増加と温度上昇により、燃焼ガスの運動エネルギ 
 41 
m. A
[g
/s
]
m.F [g/s]
(a)
Ai /AC =0.138
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
図3.18 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
　　　　　　　　　の各値に対する 燃料流量の影響
　　 　　 （ノズルType-A)
0 1 2 3
10
15
20
25
∆
P
[k
Pa
]
m.F [g/s]
(b)
Ai /AC =0.138
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
0 1 2 3
0
5
10
15
m.F [g/s]
n
[r
pm
]
(c)
Ai /AC =0.138
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
0 1 2 3
500
1000
1500
 42 
増加の影響を受けるためだと思われる。タービン回転数 nの最大値から判断され
る燃料流量
•
m Fの最適値は、パルス燃焼では約 0.6g/s、約 1.2g/s である。したが
って、この場合、パルス燃焼は定常燃焼の約半分の燃料消費量で高出力が得られ
ると言える(36)。 
図 3.19～3.21 は尾管 Type-B、AT/AC = 0.214、LT/DT  = 7、8、10 において、そ
れぞれ燃料流量
•
m Fの変化に対する、(a)空気流量
•
m A、(b)燃焼室平均圧力振幅ΔP、
(c)タービン回転数 n の影響を示したものである。すべてにおいて、入口断面積
比 Aｉ/AC = 0.157 の場合に、パルス燃焼中の自己吸気が図 3.19～3.21 (a)より確
認できる。また、図 3.19～3.21 (b)において、燃焼室平均圧力振幅ΔPは尾管長
さと尾管径の比 LT/DT  = 10 の場合にもっとも大きい。これは尾管が長くなるこ
とによって燃焼ガスにはたらく慣性力が増加するためだと思われる。これにより、
図 3.19～3.21 (c)において、タービン回転数はわずかではあるが増加しているの
が分かる。 
図 3.22～3.25 は尾管 Type-B、AT/AC  = 0.292、LT/DT  = 6、7、8、10 において、
燃料流量
•
m Fの変化に対する、(a)空気流量
•
m A、(b)燃焼室平均圧力振幅ΔP、(c)
タービン回転数 n の影響を示したものである。図 3.19～3.21 (a)において、図
3.19～3.21 と同様に入口断面積比 Aｉ/AC  = 0.157 の場合に、パルス燃焼中の自
己吸気が確認できる。しかしながら、LT/DT  = 6、7 では十分な圧力振幅が得られ
ておらず、したがって、タービン回転数は Aｉ/AC  = 0.193、0.248、0.284 と比較
すると、その最大値は約半分となっている。 
図 3.26～3.30 は尾管 Type-B、AT/AC  = 0.381、LT/DT  = 6、7、8、10、12 にお
いて、燃料流量
•
m Fの変化に対する、(a)空気流量
•
m A、(b)燃焼室平均圧力振幅 
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図3.19 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
　　　　　　 　　の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT /AC =0.214,LT /DT =7）
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図3.20 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
　　　　　 の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT/AC =0.214,LT /DT =8)
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図3.21 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
　　　 の各値に対する 燃料流量の影響響
(ノズルType-B,AT/AC =0.214,LT/DT =10)
Ai /AC =0.157
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
0 0.5 1 1.5
10
15
∆
P
[k
Pa
]
m.F [g/s]
Ai /AC =0.157
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
0 0.5 1 1.5
0
5
10
15
m.F [g/s]
n
[r
pm
]
Ai /AC =0.157
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
0 0.5 1 1.5
0
500
1000
 46 
m. A
[g
/s
]
m.F [g/s]
Ai /AC =0.157
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
0 0.5 1 1.5
5
10
15
∆
P
[k
Pa
]
m.F [g/s]
Ai /AC =0.157
Ai /AC =0.193
Ai /AC =0.248
Ai /AC =0.284
0 0.5 1 1.5
5
10
15
m.F [g/s]
n
[r
pm
]
図3.22 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT/AC =0.292,LT /DT =6)
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図3.23 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
　　　 　の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT/AC =0.292,LT /DT =7)
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図3.24 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT /AC =0.292, LT /DT =8)
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図3.25 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT /AC =0.292,LT/DT =10)
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図3.26 (a)空気流量　(b)圧力振幅 (c)タービン回転数
の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT /AC =0.381, LT /DT =6)
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図3.27 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT /AC =0.381, LT /DT =7)
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図3.28 (a)空気流量 (b)圧力振幅　(c)タービン回転数
　 の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT /AC =0.381, LT /DT =8)
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図3.29 (a)空気流量 (b)圧力振幅　(c)タービン回転数
の各値に対する 燃料流量の影響響
(ノズルType-B,AT /AC =0.381, LT /DT =10)
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図3.30 (a)空気流量　(b)圧力振幅　(c)タービン回転数
の各値に対する 燃料流量の影響
(ノズルType-B,AT /AC =0.381, LT /DT =12)
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ΔP、(c)タービン回転数nの影響を示したものである。これらの場合においても、
図 3.22～3.25 に示した結果と同様な現象が起こっている。また、燃焼室平均圧
力振幅ΔPとタービン回転数nは、尾管Type-Bでの比較により、AT/AC  =  0.381、
LT/DT  = 12 の場合において、それらの最大値が存在することが分かる。 
ここで、パルス燃焼時において、燃焼室平均圧力振幅ΔP によって誘起される
燃焼ガスの最大流速 umaxは 
umax = c
p
ρ
∆
 = 
γ
∆
p
pc
av
              (3.4) 
と表せる。ここで、ρは平均密度、cは平均音速、γは比熱比、Pavは燃焼室平均
圧力である。さらに、流速 uを最大流速 umaxの正弦波と仮定すると、 
u = umaxsin(2πft)                (3.5) 
となる。逆流を無視し、圧力振幅が正の場合のみを考慮し平均流速 uav を考える
と、 
π
u
　dtπftu
τ
u
τ
av
max2
0 max
)2(sin1 == ∫        (3.6) 
 
となる。τは振動周期である。以上により、流速による平均推力 Fは 
F  = 
•
m uav                                  (3.7) 
となる。圧力振幅が増加することで誘起される燃焼ガスの平均流速が増加し、ま
た、空気質量流量も自己吸気により増加する。したがって、推力が増加すること
になる。 
一般に、空気式弁を有するパルス燃焼器において、爆発と同時に起こる燃焼ガ
スの逆流は、燃焼器の自己吸気能力を低下させることになる。また、燃焼室圧力
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振幅が大きくなると出力は増加するが、これと同時に燃焼ガスの逆流も増加する
ため、これらは二律背反（トレードオフ）の関係にあると言える。図に示したよ
うに、本実実験において、入口断面積比 Ai/ACがノズルの出口断面積比 1/2 より
十分小さい場合には、自己吸気の可能性もありうることが分かった。しかしなが
ら、この場合、十分な圧力振幅が得られないため、出力の変化量であるタービン
回転数は小さくなる。さらに、パルス燃焼時における出力の変化に関しては、本
実験で使用した尾管 Type-B において、出口断面積比 AT/AC  = 0.381、LT/DT = 12
の場合にその最大値が存在することが分かった。しかしながら、尾管を長くする
ことにより、管内において燃焼ガスにはたらく摩擦は大きくなり、それによって
損失が生じることになる。 
 
3.4.3 混合気当量比とパルス燃焼の関係 
 一般的に火炎伝ぱ速度は、ある当量比（φ）の混合気中で極大値を持ち、それ
より希薄でも濃い混合気でも遅くなる性質を持つ。更にその火炎伝ぱ速度の極大
値を持つ当量比は混合気温度により変化し温度が高くなるに従い希薄な方に移
る。 
図3.31に尾管Type-Aでの実測の吸気口での流速Vzと混合気当量比を用いて推
定の火炎伝ぱ速度 Vfとの関係を混合気温度 450 K、500 K、600 K の場合について
示す。この混合気温度は熱伝達の関係で吸気口断面積に依存し、狭い方が高くな
る。これによると、火炎伝ぱ速度が吸気口での流速より速い領域でパルス燃焼が
起きている。この結果をまとめると、図 3.32 のように表される。 
 図 3.33 に尾管 Type-A において、当量比φと燃焼室平均圧力振幅ΔＰの関係を
 57 
示す。入口断面積比 Ai/Ac の変化によってパルス燃焼がはじまる当量比φも燃焼
室圧力振幅極大を示すφ も変化していることが解る。吸気口断面積 Ai が小さい
場合、混合気は容器壁により加熱されやすいので混合気温度は上昇し火炎伝ぱ速
度の極大値を持つ混合気当量比φ は希薄側に移る。この図はこの事を示してい
る。この火炎伝ぱ速度 Vf と混合気当量比φとの関係を図 3.34 に定性的に示す。 
 計算に必要な物性値は、付録１に記す。 
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図 3.31 当量比に対する混合気流速 Vzと推定した火炎伝播速度 Vf
との関係 Tmxは混合気温度 
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図 3.32 シュミット管入口スロットを通過する流速 Vz と 
当量比φを使って推定された火炎伝播速度との関係 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.33 圧力振幅に対する当量比の影響 
(ノズル Type-A). 
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       図 3.34  火炎伝ぱ速度と混合気濃度の関係 
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3.4.4 燃焼のヒステリシス現象 
燃料質量流量
•
m F の増減に対して観測された燃焼室平均圧力振幅ΔP のヒステ
リシス現象を図 3.35 に示す。燃料を徐々に増加させた場合、燃料流量の少ない
時にまず、定常燃焼となる。この時、ディフューザ内の低速領域には静止火炎が
生じ、コーンを加熱するため、流入する混合気は加熱膨張し、流速も増加する。
混合気中の火炎伝ぱ速度最高の混合比は、混合気温度が上昇すると希薄側に移る。
これにより、火炎伝ぱ速度が混合気流速より大きくなる点、すなわち、パルス燃
焼開始点は、燃焼器が充分加熱されず混合気温度が比較的に低いので混合気の濃
い方に移動するものと思われる。一方、燃料を多い方から減少させていく場合は、
燃焼器が充分加熱されるため、パルス燃焼開始及び最高燃焼速度を示す混合比は
希薄な方へ移動する。このためヒステリシス現象が起こるものと考えられる。し
かしながら、飛翔体に搭載し飛行する際には、冷却作用もあるため、大きな影響
は受けないと考えられるが、燃焼器を高効率で作動させるためには不可避な問題
であると言える。 
以上より、燃料流量、入口断面積比はパルス燃焼器を制御する上で重要なパラ
メータであると言える。以下の議論では、パルス燃焼開始点における出力、すな
わちその変化量を表すタービン回転数に着目し、パルス燃焼器を高効率で制御す
るための操作法について考察する。なお、3.4.4 節に示したように、燃焼器のヒ
ステリシスによる影響は考慮すべき問題であるが、ここでは、燃料を増加させた
場合のみについて調べた。 
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図 3.35 圧力振幅におよぼす燃料流量の影響 
（燃料流量の増加、減少時のヒステリシスについて） 
(Type-A) 
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3.4.5 入口断面積比とタービン回転数の関係 
本実験で使用したパルス燃焼器の流速による出力の変化量は、タービン回転数
を用いて一般に次式で表せる。 
dn = F
F
md
m
n •
• 







∂
∂
 + A
A
md
m
n •
• 







∂
∂
          (3.8) 
ここで、空気質量流量
•
m Aは入口断面積比 Ai/ACによって 
d
•
m A = 







∂
∂
c
i
ci
A
A
Ad
AA
m
)/(
&
           (3.9) 
と表される。燃料流量とタービン回転数の関係は、式(3.8)の右辺第一項を以下
のように高次の近似式を用いて表すことによって得られる。 
     nFnFF
F
mamamaa
m
n &L&&& ++++∂
∂ 2
210 =                  (3.10) 
また、パルス燃焼器における出力は、パルス燃焼開始点でほぼ最大となるので、
入口断面積比と最高出力の関係も明らかにする必要がある。 
図 3.36～3.38 に尾管 Type-A における、入口断面積比 Ai/ACの変化に対する最
大タービン回転数 nmaxの関係を参考として示した。図 3.36 は出口断面積比 AT/AC  
= 0.214、図 3.37 は AT/AC = 0.292、図 3.38 は AT/AC  = 0.381 の場合である。パ
ルス燃焼によって得られる最大タービン回転数を二次の近似式を用いて表して
いる。尾管長さ LTと尾管径 DTの最適値に関しては、燃焼器形状やインテーク形状
に依存するため、ここでは明確にできないが、図 3.36～3.38 において入口断面
積比の変化に対してタービン回転数の極大値が存在することが分かる。本実験で
は、パルス燃焼器を静止状態で運転することにより、制御に必要なパラメータを
明らかにした。飛行中を模擬した実験においても、入口断面積比に対して出力(推 
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図 3.36  パルス燃焼における最大タービン速度 
におよぼす断面積比 Ai/ACの影響 
(Type-B、 AT/AC=0.214) 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.37  パルス燃焼における最大タービン速度 
におよぼす断面積比 Ai/ACの影響 
(Type-B、 AT/AC =0.292) 
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図 3.38  パルス燃焼における最大タービン速度 
におよぼす断面積比 Ai/ACの影響 
(Type-B、 AT/AC =0.381) 
 
力)の極大値は存在すると考えられ、これによってパルス燃焼器を高効率に操作
すべきである。 
 
3.4.6 パルス燃焼器における発振周波数の予測 
一般的なパルス燃焼器において、燃料供給は連続的に行われており、新混合気
が吸気されない燃焼・排気期間中も燃料が噴射され、全燃料の 3/4 程度は燃焼せ
ず、無駄に消費されていることになる。燃料消費を吸気と同期させ、全ての燃料
を有効に燃焼させるようにすれば、燃料消費は 1/4 まで低下するものと思われる
2）。それゆえ、パルス燃焼における発振周波数の予測は、燃焼器の高効率化のた
め重要なことと言える。本実験で使用した燃焼器の発振周波数 f は以下に示す
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Helmholtz の共鳴振動の式によっておおむね予測が可能である(14)。 
f = 
VL
AC
CT
T
π2
       (3.11) 
（ただし、c：音速、AT：尾管断面積、LT尾管長さ、VC燃焼室容積） 
しかしながら、本現象は非可逆過程であり、空気式弁を有する燃焼器の場合、
燃焼ガスはインテーク上流への逆流を生じるため、単に 1自由度系の振動とは言
えない。また、実際燃焼反応が起こっている容積 VCも明確な定義ができない。こ
こでは、その発振周波数を予測する方法の一例を示した。パラメータとして、燃
焼ガス温度によって変化する音速 c、着火点の移動によって変化する燃焼反応領
域(燃焼室容積)VCに着目して解析を行うこととする。 
図 3.39 は燃焼室の入口近傍における温度測定によって得られた温度分布を示
している。これにより、温度が極大となる点を求め、そこをパルス燃焼における
着火点とした。当量比φの増加に伴い、着火点は燃焼室側へと移動しているのが
分かる。ここで、着火点から尾管入口までを燃焼室容積 VCとし、この領域におい
て実際燃焼反応が起こるものと仮定すると、当量比の増加によって、燃焼室容積
は減少すると言える(6)。 
図3.40に尾管長さLTがパルス燃焼器の平均発振周波数fに与える影響を示す。
式(3.11)に対して、燃焼ガスの平均温度を 800℃と仮定し、この時の音速を
c=656.6 [m/s]とした。さらに着火点をインテークディフューザの中間点とした。
図中の一連の破線はその計算結果を示している。実験結果で得られた周波数とほ
ぼ一致していることが分かる。また、全ての尾管径 DTに対して、実験結果と計算
結果が一致する点が見られる。この点において実際の燃焼室容積 VCは与えられた
条件と等しいものと考えられ、音速 cもほぼ等しいとみなせる。さらに、尾管が 
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図 3.39  インテークディフューザー内の流れ方向、温度分布 
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長くなると計算結果は実験結果より小さくなり、短くなると実験結果より大きく
なる。すなわち、仮定した着火点がこれと異なり、燃焼反応領域 VCが変化してい
ると考えられる。 
着火点の位置より、燃焼室容積 VCをそれぞれの尾管に対して与え、音速は燃焼
ガス温度をノズル出口で測定された温度として同様な計算を行った。その比較を
図 3.41 に示す。この図から判断すると、パルス燃焼時における発振周波数 fは、
ほぼ予測可能であると言える。しかしながら、空気式弁を有するパルス燃焼器の
逆流が系の固有振動数に与える影響は、燃焼器形状およびインテーク形状、また、
燃料の種類等にも大きく依存するため、ここで仮定した条件が全てのパルス燃焼
器に適用できるとは限らないことに注意を要する。 
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図 3.40  燃焼器の発振周波数におよぼす尾管長さの影響 
（音速算出の燃焼ガス温度を、８００℃で一様と仮定した場合） 
（Typ-B） 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.41  燃焼器の発振周波数におよぼす尾管長さの影響 
（音速算出の燃焼ガス温度を測定値〈図 3.39〉の分布から与えた場合） 
（Typ-B） 
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ｔ（ｍｓ）
3.4.7 パルス燃焼での熱発生率 
 燃焼室と尾管内の燃焼ガスの圧力線図 Pc、 Pt （図 3.42）より 2.2.2 章の式
(2.15)から理論に従い計算した熱発生率 dQ/dt を図 3.43 に示す。これから解る
様に、この熱発生率は内燃機関の Otto cycle（等容燃焼サイクル）と同じ様な典
型的な三角燃焼をしており、パルス燃焼が等容燃焼に近いことを示している。   
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.42  パルス燃焼中の燃焼室と尾管内の圧力変化 
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図 3.43  パルス燃焼中の発熱量と発熱量の時間変化 
 
               Qe: Effective heat
                    Qv: Cooling heat loss
                   Q: Total heating rate
t: Time
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3.5 本章のまとめ 
パルス燃焼器の高効率化には、アクティブコントロールが不可欠である。本研
究は、空気式弁を有するパルス燃焼器の作動特性を取得するとともに、制御に必
要なパラメータを実験的に明らかにした。得られた結果を要約すると、以下の通
りである。 
1. 空気弁式パルス燃焼器では吸入混合気の当量比により定常燃焼域とパルス
燃焼域に分けられ、火炎伝ぱ速度が吸気口での混合気流速より速い範囲で
はパルス燃焼を起こし、それ以外の範囲では定常燃焼となる。 
2. パルス燃焼によって得られる吐出流推力は最も希薄な混合気の領域で最大
となる。この領域は混合温度に依存するため、混合気加熱にかかわる吸気
口の断面積、構造に影響される。 
3. 本実験では、静止状態におけるパルス燃焼器の制御パラメータの関係を明
らかにした。これにより、実際に飛翔体に搭載し、高速で飛行する場合、
すなわち強制的に混合気が供給できる場合は、パルス燃焼と定常燃焼を適
宜切り替えることで超音速燃焼におけるパルス燃焼器の利用が可能になる
ものと思われる。 
4. パルス燃焼の発振周波数は当量比、尾管長さ等によって変化するが、実際
燃焼反応が起こっている容積を調べることにより、おおむね予測が可能で
あることが分かった。これにより、燃料噴射を吸気に同期させ、燃焼、排
気中の噴射を抑制することが可能となれば、さらなる燃料消費の軽減、排
気ガスの清浄化が期待できる。 
 
 
 73 
第 ４ 章  ツインパルス燃焼器 
 
   パルス燃焼器の最大の欠点は激しい騒音である。前章で述べた如く排気管より
周期的に高圧の圧力波を放出するため、騒音は避けられないものであるが、相互に
位相の異なる燃焼をするパルス燃焼器を２機以上並列させ、その排気管を束ねるこ
とで、各機からの圧力波を干渉させることによって騒音が減衰することが考えられ
る。２機の燃焼器を組み合わせたツインパルス燃焼器もその一種である。 
この章では、ツインパルス燃焼により生成される各パルス波を相互逆位相にする
為に簡単な構造の排気チャンバーを製作し、排気チャンバ－内にＵ字板を設置する。
さらに、燃焼により発生するパルス波により、他方の燃焼器の吸気を促進し燃焼状
態の安定化を図ると共に、騒音を抑制しつつパルス波及びそれにより生ずる流れに
よる推力の向上を目的とする。4.1 節では、製作したツインパルス燃焼器について
説明する。4.2 節では、装置の起動方法及び、騒音測定等の実験方法について、4.3
節では、実験で使用した実験条件について述べる。4.4 節では、実験結果の考察を
行い、4.5 節では、結論について述べる。 
 
4.1 実験装置の概要 
本実験で使用した空気式弁を有するツインパルス燃焼器の概要を図 4.1 及び図
4.2 に示す。 装置は、3 章の単一パルス燃焼器の場合と少し異なり、ツインパル
ス燃焼器の燃料及び圧縮空気の供給装置（詳細は図 4.3）、燃焼室及び尾管より構
成されツインの燃焼器はそれを並列に二つ並べ尾管を排気チャンバーにより結合
している。燃料、空気供給装置は図 4. 3 に示すように、二重の管にし外側の管に
圧縮空気を送り込み、内側の管を燃料が流れ、出口で混合され燃焼室に噴射される。 
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図４.1  ツインパルス燃焼器の概要図 
（排気チャンバー内Ｕ字板付） 
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図 4.2  ツインパルス燃焼器の概要図 
（排気チャンバー内ノズル付） 
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図 4.3  燃料及び圧縮空気の供給装置 
 
 
 77 
着火は火花点火方式によってデストリビューターをモーターで回転させ二つの点
火プラグを一定の間隔で交互に点火させる。なお、燃料はレギュラーガソリンを用
いて流量の調節をバルブの開閉により行い、容積流量計により流量を測定した。 
燃焼に際しては、水冷式圧力変換器を用いて燃焼室及び尾管内圧力変動を測定し
た。 流れによる推力の測定には、排気チャンバー後方にタービンを取り付け、出
力を算出した。 
 本実験で使用した測定器の概要は、第３章と同様であるので、ここでは省略する。 
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4.2 実験方法 
実験は単一パルス燃焼とツインパルス燃焼において、排気チャンバ－内のＵ字板
の設置の位置、Ｕ字板の有、無についての燃焼圧力、燃料消費量、騒音の測定を行
う。 
4.2.1単一パルス燃焼 
圧縮空気の圧力を所定の値(0.5 5MPa)に設定し、混合気を片方の燃焼室にのみ噴
射させて、混合気の着火は点火プラグによって行い、しばらくの間、暖機運転を行
う。暖機運転後のパルス燃焼時は、点火プラグのスイッチを切り、完全な自己着火
運転の状態とする。 
4.2.2ツインパルス燃焼の場合 
まず、一方の燃焼器を単一パルス燃焼と同じように燃焼させ、デストリビュータ
ーを回転させもう一方の燃焼器にも点火プラグを作動させる。次に、点火プラグを
作動させた燃焼器にも混合気を噴射して点火する。両方の燃焼が安定した後、点火
プラグのスイッチを切り、完全な自己着火運転の状態にする。 
実験に際しては、燃料流量を最低限に落とした状態から徐々に増やしていき、燃
料及び空気流量、燃焼室及び尾管内圧力、騒音を測定した。これを形状の異なる三
種類のＵ字板及び、Ｕ字板を取り付けない場合について行った。 
4.2.3 等圧騒音レベルの測定の場合 
 等価騒音レベル SPLは騒音レベルが時間と共に変化する場合、測定時間内でこ
れと等しいエネルギーを持った連続定常音の騒音レベルであり、次式で定義される。 
( )∫= tt dtp
tpA
T
SPL
m
2
1
2
0
2
10
1log10  
この式を瞬時音圧レベル ( )tLA で表すと次式のようになる。 
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( )∫= tt dtTSPL tLm A21 10/10 10
1log10  
なお、 
2t    ：測定開始時刻 
2t    ：測定終了時刻 
mT   ：測定時間（積分時間） 12 ttTm −=  
p0  ：基準音圧 Paµ20  （
25 /102 mN−× ） 
( )tpA ：騒音計の A特性で重み付けられた音圧瞬時値 
とする。 
 
4.3 実験条件 
排気チャンバー内はＵ字板を DＵ = 95、105、135ｍｍの三種類を燃焼器の尾管
出口より Hu = 50、100、200、250、400ｍｍの位置に、またＵ字板を取り付けない
ものの６種類について燃焼の圧力波に及ぼす変化を単一パルス燃焼とツインパル
ス燃焼について測定した。 
また、騒音計を用いて燃焼時に発生する実験室内の騒音（等価騒音レベル SPL）
を測定した。これも、単一燃焼とツインパルス燃焼の騒音変化について測定し、圧
力センサー、タービンの出力は、A／D変換ボードを介してパソコンに接続し、計
測を行った。 
 
4.4 実験結果および考察 
4.4.1 単一パルス燃焼の圧力変動 
   図 4.4～図 4.6は、質量燃料流量 Fm& とＵ字板の大きさ、位置別の燃焼室内に
おける単一パルス燃焼室の圧力波形を示したものである。（a）は Hu = 250mm、（b）
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は Hu = 200mm、（c）は Hu = 100mm、（d）は Hu = 50mmそれぞれの位置で燃
焼器 1、燃焼器 2、排気チャンバーの圧力波形を示す。燃焼している燃焼室と燃焼
していない燃焼室の圧力波形を比べると DＵ = 95、105mm では、（a）同位相の
波形、（c）逆位相の波形を示し、（b）、（d）では位相変化の中間として大きな圧力
変化はない。DＵ = 135mm では、（a）位相が少し遅れた圧力波形、（b）同位相の
圧力波形を示し、（c）、（d）では位相が少し進んだ圧力波形が見られる。 
 
4.4.2 ツインパルス燃焼の圧力変動 
 図 4.7～図 4.9は燃料流量 Fm& とＵ字板の大きさ、位置別の燃焼室内でのツインパ
ルス燃焼の圧力波形を示したものである。単一パルス燃焼と同じ方法で行った。そ
の結果、(a)は Hu = 250mm、(b)は Hu = 200mm、(c)は Hu = 100mm、(d)は Hu = 
50mm それぞれの位置で燃焼器 1、燃焼器 2、排気チャンバーの圧力波形を示す。
これより、Ｕ字板の種類、位置によっての圧力波形の違いが見られなかった。 
 
4.4.3 単一パルス燃焼とツインパルス燃焼の比較 
 図 4.10はＵ字板が無い場合の圧力波形である。図 4.10（a）は単一パルス燃焼の
場合の圧力波形を示す。排気チャンバ－の波形は相互逆位相の波形を示し、他方の
燃焼室では位相が少し進んだ波形を示している。図 4.10（b）はツインパルス燃焼
の場合の圧力波形を示す。これより他方が完全に逆位相の波形を示し、Ｕ字板を設
置した場合と同じであることが分かる。これよりＵ字板は、必要ない事が分かる。 
 単一パルス燃焼ではＵ字板の大きさ、位置の違いにより互いに及ぼす圧力波形に
変化が見られたが、ツインパルス燃焼はＵ字板を用い強制的に圧力干渉を発生させ
なくとも、各々の燃焼器の尾管出口を今回の実験で用いた排気チャンバーで結合す
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れば自動的に逆位相の圧力波形となり安定したツインパルス燃焼に達することが
わかった。しかし、今回実験で使用した排気チャンバーは便宜上Ｕ字板の位置、大
きさの変更をするために長方形の形状で製作したため、この形状が大きく変化すれ
ばまた違った傾向を示す可能性がある。 
 図 4.11は単一パルス燃焼のＵ字板無しの燃料流量 Fm& と平均圧力振幅Δpの関係
を示す。これより燃料流量が 1.2ｇ/ｓの定常燃焼の場合、圧力振幅は３点との差は
少ない。しかし、燃料流量が 1.4ｇ/ｓのパルス燃焼の場合、圧力振幅は大きく変化
し、排気チャンバ－の圧力が低く示される。 
図 4.12はツインパルス燃焼のＵ字板無し質量燃料流量 Fm& と平均圧力振幅Δpの
関係を示す。これより燃料流量が単一パルス燃焼（1.4ｇ/ｓ）に対しツインパルス
燃焼（1.3ｇ/ｓ）が１燃焼器あたりの燃焼消費が少なく、圧力も大きく示される。 
 図 4.13は燃焼器でのツインパルス燃焼と単一パルス燃焼の出力変化を知るため
に排気チャンバ－後部にノズルを取り付け従来（３章）の単一パルス燃焼器の尾       
管出口面積と同じにして実験を行った。この図より、ノズル無しの場合とおなじ傾
向になる事を示す。図 4.13（a）はツインパルス燃焼の場合の圧力波形を示す。図
4.13（b）は単一パルス燃焼で燃焼器 2を燃焼させた場合の圧力波形を示す。 
 図4.14は燃料流量 Fm& とタービン回転数nをツインパルス燃焼と単一パルス燃焼
について比較を示す。今回試作した実験装置ではツインパルス燃焼の際、平均質量
燃料流量 Fm& （燃焼器 1 の質量燃料流量 1Fm& と燃焼器 2 の質量燃料流量 2Fm& の平均
質量燃料流量 Fm& ）が約 0.8～1.1g/secと狭い領域において燃焼が安定状態となった。
よって、質量燃料流量 Fm& が高い領域のタービン回転数は示すことが出来なかった
が、単一パルス燃焼と比べツインパルス燃焼では約 2倍の回転数が得られた。従っ
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て、ツインパル燃焼により出力が向上している。また、ツインパルス燃焼と単一パ
ルス燃焼ともに定常燃焼では出力がパルス燃焼に比べ低下している。 
 図 4.15は、ツインパルス燃焼と単一パルス燃焼における燃料流量 Fm& （ツインパ
ルス燃焼は 1Fm& ：燃焼器 1の燃料流量、 2Fm& ：燃焼器 2の燃料流量の平均値）と平
均圧力振幅Δpを示している。単一パルス燃焼の圧力振幅は、従来のパルス燃焼と
同様に質量燃料流量 Fm& を増加させるにつれパルス燃焼から定常燃焼に移行してい
る。ツインパルス燃焼については燃焼器 1と燃焼器 2の燃料流量の差を大きくして、
パルス燃焼を意図的に不安定にしなければ、定常燃焼の状態を得られなかった。し
たがって、明確に燃料流量で定常燃焼とパルス燃焼領域が区別できなかった。 
 図 4.16は、燃料流量 Fm& （ツインパルス燃焼は 1Fm& ：燃焼器 1の燃料流量、 2Fm& ：
燃焼器 2の燃料流量の平均値、単一パルス燃焼は片方のみ混合気を噴射する。）と
等価騒音 SPL をツインパルス燃焼と単一パルス燃焼の比較を示す。ツインパルス
燃焼は燃料流量 Fm& が少ない領域のデータのみだが、単一パルス燃焼は燃料流量 Fm&
が増加するにつれて（図 4.15よりΔPが増加するにつれて）等価騒音 SPLも大き
くなっていることがわかる。この図からは等価騒音 SPL はツインパルス燃焼と単
一パルス燃焼ともに大差はないことがわかり、騒音低減は実現できなかった。 
 今回の試作した実験装置では出力特性が向上する簡単な構造のツインパルス燃
焼器の提案は出来たが、単一パルス燃焼と比べ騒音が低減することが出来なかった。
これは、圧力波形が完全に逆位相の燃焼を実現できれば、燃焼により発生する騒音
も打ち消しあいある程度低減できると考えられていたが、実際には騒音の発生源は 
燃焼だけではなくより複雑に多くの要素が関係している。 
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図４．４ Ｕ字板の位置と燃焼室内の圧力波形 DＵ＝95ｍｍ 
（シングル） 
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図４．６ Ｕ字板の位置と燃焼室内の圧力波形 DＵ＝135ｍｍ 
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図 4.9  Ｕ字板の位置と燃焼室内の圧力波形 DＵ＝135ｍｍ 
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図 4.10  Ｕ字板無しの圧力波形 
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図 4.11  平均圧力振幅Δpの比較単一パルス燃焼（Ｕ字板無し） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.12 平均圧力振幅Δpの比較ツインパルス燃焼（Ｕ字板無し） 
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図 4.13  ツインパルス燃焼器における燃焼状態別圧力波形 
（ノズル付排気チャンバー） 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.14  回転数 nの比較（ツインパルス燃焼と単一パルス燃焼） 
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図 4.15 平均圧力振幅Δpの比較 
（ツインパルス燃焼と単一パルス燃焼） 
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図 4.16 等価騒音 SPLの比較 
（ツインパルス燃焼と単一パルス燃焼） 
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4.5 本章のまとめ 
ツインパルス燃焼器の尾管出口部に箱型の排気チャンバーを設置して行った実
験結果より、次のことが明らかとなった。 
（１） 各パルス燃焼器に相互逆位相のパルス燃焼をさせる為には、燃焼器出口
の流れを強制的に曲げて流れを相互干渉させる必要は無く、流れを並流
させたまま、圧力波のみを干渉させるだけで充分である。 
（２） したがって、この方法により、流れは妨げられることなく吐出するため、
有効推力は単一パルス燃焼器の２倍となるが、騒音は単一燃焼器の場合
と同じ程度に押さえられる。 
（３） 以上より、ツインパルス燃焼器製作に当たっては、両尾管を相互に圧力
干渉だけをするように連結する閉空間を設けそれより流れを吐出させる
ようにすれば、相互逆位相の燃焼を行わせ、性能を低下させることなく
騒音を抑制することが出来る。 
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第 ５ 章 パルス燃焼器の尾管出口最適形状 
  
  燃焼器の出力を上げるためには、吸気量を増さなければならない。その燃焼器
の吸気量を増すためには、膨張波が吸入バルブに到達した時の圧力が低ければ低い
ほど吸気量が多くなる。そのために管の形状を考慮する必要がある。その基本的な
研究として、衝撃波管を用いパルス燃焼１ｻｲｸﾙの間の圧力波、膨張波、流れの挙動
を調べることを目的とする。5.1節では、衝撃波管の一般的な説明と本実験用の衝
撃波管について説明する。5.2節では、実験方法及び、測定について、5.3節では、
実験で使用した実験条件について述べる。5.4節では、実験結果について、5.5節
では、結論について述べる。 
 
5.1 衝撃波管と実験装置の概要 
5.1.1 衝撃波管 
一般的な衝撃波管は図 5.1 (f)に示すように、断面積一定の長い管を隔膜
（diaphragm）で高圧室（high-pressure tube, driver section）と低圧室
（low-pressure tube, driven section）に仕切り、高圧室に高圧の気体を、低圧
室に低圧の気体を充填した、極めて簡単な装置である。隔膜を圧力差あるいは撃針
で瞬間的に破膜すると、高圧気体は急激に膨張し、低圧気体はその膨張で圧縮され
る。この高圧気体のピストン効果によって、低圧気体内に衝撃波が発生し、低圧室
の管端方向に伝ぱする。伝ぱする衝撃波の後ろには、衝撃波によって誘起された高
速気流が続く。 
衝撃波管の単純な理論は、以下の仮定の基に説明されている。 
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図 5.1  一般的な衝撃波管の概要 
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１． 流れは一次元流れである。 
２． 気体は完全気体で、衝撃波を除いて、粘性と熱伝導のない等エントロピ流れ
である。 
３． 高圧室と低圧室とを仕切る隔膜は瞬間的に開口され、その瞬間に初期条件か
ら定まる一定強さの衝撃波が形成されて伝ぱする。 
図 5.1 は、これらの仮定から得られた衝撃波管の流れを示す。図 5.1(a)は波動
線図で、低圧室と高圧室の初期状態をそれぞれ領域 1と 4で表す。破膜すると、前
進衝撃波が一定の速度 Us で低圧室内を右へ伝ぱし、高圧室側へは後退膨張波が伝
わる。膨張波の波頭と波尾の速度は、それぞれ-a4および u 3-a3で表される。図では
u 3 > a3の場合、すなわち波尾が右へ伝ぱする場合が示してある。破膜が瞬間的に行
われるという仮定から、形成される膨張波は有心膨張波である。 
最初低圧室にあって衝撃波によって加熱・加速された領域 2 の気体は、熱気体
(hot gas, warm gas)と呼ばれる。また最初高圧室にあって膨張波の通過により冷
却・加速された領域 3の気体は、冷気体(cold gas)と呼ばれる。図の一点鎖線は熱
気体と冷気体の接触面(contact surface)で、両側の気体は温度や密度も異なるが、
圧力と流速は等しくなければならない。従って p 2 = p 3および u 2  = u 3の関係が成
り立つ。 
図 5.1(b)～(e)は、図 5.1(a)の時刻 t = t 1における流速、圧力、温度および密
度の分布を示す。有心膨張波内では任意の時間における流速の x方向の分布は直線
で表されるから、図 5.1(b)の u 4から u 3への変化は直線的である。 
低圧室の気体の比熱比をγ 1、衝撃波マッハ数を Ms とすれば、圧力比 p 2 /p 1、温
度比 T 2 /T 1および速度比 u 2 / a1は、それぞれ 
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となる。 
後退膨張波を通して、リーマンの不変量 Pが一定に保たれるから、高圧室気体の
比熱比をγ 4とすれば 
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となる。 
上式より a3/ a4を求め、領域 3と 4の間には等エントロピの関係が成立すること
考慮すれば、次式が得られる。 
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上式において、p 3=p 2、u 3=u 2で、u 2は式(5.3)で与えられるから 
1
2
4
1
1
4
1
2
3
4
2
4
4
4
4
4
1
1
11
−
−
−








−
+
−
−=



=
γ
γ
γ
γ
γ
γ
S
S M
M
a
a
a
a
p
p
           (5.6)   
式(5.1)と式(5.6)を辺々相乗じれば 
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γ 4は、一般にγ 4＞１であるから 1
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Ms の次数は、２より大きくなる。 従って、Ms の値が大きくなると式(5.7)の右辺
は、０に漸近する特性がある。もし、式(5.7)の左辺が無限大に漸近する場合、右
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となる。 
従って、p４/p１→ ∞ のとき Ms の値は、極大値になる。この極大値を、M Sｍaｘは、
式(5.9)となる。 
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5.1.2 衝撃波管の実験装置の概要 
パルス燃焼は擬似的な間欠燃焼であり、バネ－ダンパ－質量系の振動モデルで表
される。そこで、パルス燃焼の一周期分の圧力振動を模擬する大気開放型の衝撃波
管で破膜実験を行った。 
図５.２に本実験で使用した大気開放型衝撃波管の概要を示す。実験装置は全長
L = 707.5mm、直管部内径 D = 54.5mm の円管で、セロファンの膜を挟んで、高圧室
(L H  = 217.12mm)と低圧室(L L  = 490.38mm)に分割する。尾管出口は直管と De/D = 
2、Le/D = 2 の末広形状のフレア管について実験を行った。 
 
5.2 実験方法 
実験に際しては、まず高圧室に圧縮空気を注入し所定の圧力まで上昇させる。低
圧室は大気開放であり大気圧 Pa と等しい。その後、撃針により強制破膜し、高圧
室の立下りの圧力を水銀柱によって、また、管のそれぞれで圧力変動を測定した。
圧力波形の測定は圧力センサ(PCB 社製、112A21 型)で測定し、圧力センサからの出
力信号は圧力増幅器(PCB 社製、480E06 型)で増幅され、AD 変換ボード(マイクロサ
イエンス社製、ADM-640AT)で変換された後にコンピューターにて記録解析した。 
 
5.3 実験条件 
実験条件としては、直管とフレア管について、高圧室と低圧室の圧力差 p 4 /p 1 = 
1.5、2.0、3.0、3.44 について実験を行った。一般的なパルス燃焼器の燃焼室内の
平均圧力振幅ΔPがおよそ 100kPa 程度までである。 
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図 5.2 大気開放型衝撃波管の概要図
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5.4 実験結果および考察 
5.4.1 管端形状が膨張波の伝ぱ速度に及ぼす影響 
図 5.3（a）直管、図 5.4 (b)フレア管、図 5.5 (b) フレア管の衝撃波管の圧力
比が 1.49～1.51 の場合の圧力波形であり、この波形を用いて衝撃波線図を求める。
（後の図は省略） 図 5.6(a)～図 5.13(b)は、直管とフレアでの高圧室と低圧室の
初期圧力比がそれぞれ p 4 /p 1=1.5、2.0、3.0、3.44 の場合の衝撃波線図(Shock 
diagram)を描いたものである。図中の奇数番号の波は衝撃波または圧力波面
(dP/dt>0)、偶数番号は膨張波面(dP/dt<0)を表す。dP/dt>0, or<0 の始まりの点を
探すが、具体的には波形と、理論計算による伝ぱ速度より求める。各波の伝ぱ速度
は、実験的には衝撃波上の格圧力波線、膨張波線の傾き dx/dt より求める。理論的
には衝撃波以外は音速 a(m/s)で伝ぱするので、見かけ上の伝ぱ速度 w(m/s)は気体
流速 u(m/s)を考慮して w = a± u (m/s)となる。 
この伝ぱ速度算出には波の進行する気体の音速を得る必要があるが、その為には
その気体（空気）の温度算出が必要である。衝撃波以外の所では、近似的に断熱変
化として測定圧力より算出する。流速の不明な場合は衝撃波線図で求めた伝ぱ速度
wと音速の差 w－a＝± u から流速 uが求められる。 
直管で管出口からの膨張波(2-2)は膨張波が吐出されると直ちに上流方向（－方
向）に音速（-a）で伝ぱするが、衝撃波背後に流速 + u 21− の気体流れがあるので
w 2 =(-a+u 21− )の速度で伝ぱし、高圧室側壁からの膨張波（2
' -2 '）と衝突する気体
流速は０に近くなるためほぼ-aの速度で進む。 
フレア管では衝撃波がフレア管入り口（管断面積広がり始め）に入ると第一の膨
張波が発生し、（図 5.4（b）参照）上流方向（①/S4）－(②/S3)に沿い、下流（出 
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 図 5.3 （a）衝撃波管の圧力波形 （直管, P41=1.49） 
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図 5.4 （ｂ）衝撃波管の圧力波形 （フレア管, P41=1.50） 
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図 5.5 （ｂ）衝撃波管の圧力波形 （フレア管, P41=1.51） 
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図 5.6 （a）衝撃線図 （直管, P41=1.49） 
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図 5.7 （a）衝撃線図 （直管, P41=2.02） 
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図 5.8 （a）衝撃線図 （直管, P41=3.00） 
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図 5.9 （a）衝撃線図 （直管, P41=3.42） 
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図 5.10 （ｂ）衝撃線図 （フレア管, P41=1.50） 
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図 5.11 （ｂ）衝撃線図 （フレア管, P41=2.01） 
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図 5.12 （ｂ）衝撃線図 （フレア管, P41=3.00） 
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図 5.13 （ｂ）衝撃線図 （フレア管, P41=3.44） 
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口）方向には（②/S4）－(②/S5)に沿って伝ぱし、それぞれ逆方向に流れを生ずる。
フレア管内では管断面積が急速に広がるため、衝撃波は減速し圧力も降下するが、
流速も降下し圧力はいくらか上昇する。フレア管入り口からの膨張波は、まだ衝撃
波背後のため大気圧よりは高く、出口に達した後、外気に吐出，直ちに新たに第二
の膨張波が上流方向に伝ぱする。 
フレア管内では出口方向の流れが減速するだけでなく、第一膨張波のために逆に
上流方向の流れが生じ、それが－方向に進行すると断面積が狭くなり流れは加速さ
れる。第二の膨張波はその加速された上流方向の流れに乗りその流速 u2aと音速 a2
の和（a2+u2a）で伝ぱし上流方向（ 2a－2a ）に進んでいる第一の膨張波②－②に
追いつき合体して強い膨張波となり高速で伝ぱする。 
 フレア管の場合、このような出口からの膨張波の上流高圧側の壁に到着し反射
する時間が直管の場合よりも１ms 程度早くなり、その分周期も短くなる。  
図 5.14 は、パルス燃焼の１サイクルの周期Δt15の推定と進行衝撃波マッハ数の
グラフである。図 5.6(a)～図 5.13(b)より、パルス燃焼の１サイクルの周期は衝撃
波開始から吐出し圧力波⑤が衝撃波発生点即ち衝撃波管の膜面通過までの時間と
なるが、衝撃波開始時期が正確には解らないので、近似的にセンサ－２の点を最初
の衝撃波通過時間 t = 0 と吐出圧力波⑤通過時間 t5の差Δt1-5として衝撃波線図か
ら求める。それを進行衝撃波のマッハ数 M1 (横軸)に対して直管の場合とフレア管
の場合を比較すると M11 = 1.1 で５％、M1 = 1.3 で 10％とフレアの方が時間が短く
なっている。これより、進行衝撃波のマッハ数が高くなるほど直管とフレア管の時
間差は大きくなる。よつて、進行衝撃波のマッハ数すなわち初期圧力 P4/P1が高く
なるほどフレア管の有効性が向上する。 
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図 5.14  進行衝撃波のマッハ数と衝撃波管で模擬した 1周期分の 
      パルス燃焼時間 
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なお、本計算に必要な物性値は、付録２にまとめて記しておく。 
 
5.4.2 管端形状が膨張波の圧力降下に及ぼす影響 
 図 5.15は、測定圧力線図より各衝撃波、圧力波、膨張波の各測定点の圧力（図
5.3(a) , 図 5.4 (b) , 図 5.5 (b)を参照）と管長さを横軸にして、管内での圧力変化を
示したものである。衝撃波、圧力波の圧力としては膨張波発生直前の平坦あるいは
最大値Ｐ１、膨張波は圧力波発生直前の最小値 Pr3の値より示される。 
 直管の場合は、管出口から吐出する衝撃波の圧力とその背後の流速に応じた負圧
（大気圧より低い圧力）で膨張波が衝撃波と逆方向の上流方向に摩擦抵抗などで減
衰しながら伝ぱし、高圧側の壁面に達する。 
 フレアでは出口近くで管断面積拡大のため衝撃波の圧力、伝ぱ速度、背後の流速
も降下するため、出口からその後入ってくる膨張波の負圧は直管の時より小さくな
るが、管断面積が縮小するため、負圧が大きくなり時には真空に近い低圧でその膨
張波は上流方向に伝ぱし高圧側壁面に達する。実験ではこの負圧はかなり減衰する。
これはフレア管と直管との連結形状が良くないためと考えられる。この形状を改良
すれば低い圧力を保ったまま膨張波は高圧側管端に達しパルス燃焼器に適用した
場合優れた吸気性能を示す。（圧力比 P41=2.0、S 4のフレアの場合参照） 
図 5.16 は，直管とフレアの場合について、衝撃波管の各測定点での衝撃波圧力
と反射膨張波が進行衝撃マッハ数に対して示している。衝撃波の通過による圧力上
昇は直管に比べフレアのマッハ数Msが 1.1で約 43％、マッハ数Msが 1.2で約 49％
低下している。これよりマッハ数が高くなるほど末広形状入口で発生する第一膨張
波が強くなり、センサ－５での圧力を抑制している。次に直管とフレア管ともセン
サ－１およびセンサ－３でのマッハ数に対する圧力の最小値は、ほぼ同程度の傾き 
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図 5.15 衝撃波管の各測定点による衝撃波圧力Ｐ１と 
        反射膨張波圧力Ｐｒ３ 
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図 5.16 進行衝撃波のマッハ数Ｍ１とＳ１、Ｓ３、Ｓ４、Ｓ５での衝撃
波圧力Ｐ１と反射膨張波圧力Ｐｒ３ 
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で下がっている。しかし、フレア管のセンサ－４での傾きは急で、マッハ数が大き
くなると、管開口端から発生した第二膨張波がより強くなることがわかる。 
 以上の結果をまとめてパルス燃焼器に適用したときの推力にどの様に影響する
か推算してみる。 推力 Fは一般に次式となる。 
(p e－p 0)A＋m・w ＝ A ΔP＋m・w 
m,w はそれぞれ燃焼器墳口断面積、墳口気体圧力、大気圧気体噴出量、気体吐出流
速である。第一項 AΔP は圧力差による推力、第二項 m・w は流れによる推力であ
る。気体が衝撃波管開放端より吐出する間（短期間）の推力 Fについて論ずる。 
１）流れによる推力 
 フレア管を装着した場合、流量ｍは増加するが墳口断面積が拡大(4 倍)するため
流速 w減速(約 1/4)する。例えば、表 5.1 より衝撃波管での一回限りの実験で P41 = 
3.0 の場合、空気流量は 0.3kg/s,吐出流速は 103m/s,フレア管では 27m/s,従って 
  直管では   ｍ･w＝0.3kg/s×103ｍ/s＝30N 
  フレア管では ｍ･w＝0.3kg/s× 27ｍ/s＝ 8N 
２）圧力差による推力 
 P41 = 3.0（M１= 1.3）の場合（図 5.16） 
  直管では   ΔP＝84kPa  ノズル出口断面積 A＝23cm 2   推力 S P＝193N 
    フレア管では ΔP＝60kPa  ノズル出口断面積 A＝92cm 2   推力 S P＝552N 
    総推力は  
直管   F＝193N ＋ 30N ＝ 223N 
        フレア管 F＝552N ＋  8N ＝ 560N 
以上の如く、フレア管の方がはるかに推力が大となる。 
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表 5.1 フレア管の流量表 
   P４１＝3.0 
 
Number Position Diameter Area Volume 
Flow rate 
Density Ve ocity Pressure 
(Theory)
Pressure 
(Experiment)
 L[mm] ｄ［mm] A［㎡] Q［㎥/s］ ρ[kg/㎥] u[ｍ/s]p[kPa] p[kPa] 
1 0 56.044 0.00246563 0.254695275 1.218713 103.2983 154.911696 164. 639 
2 10 61.044 0.0029252 0.254695275 1.218713 87.06934 156.794278  
3 20 66.044 0.00342402 0.254695275 1.218713 74.38485 158.042219  
5 30 71.044 0.00396209 0.254695275 1.218713 64.28304 158.895803  
4 40 76.044 0.00453941 0.254695275 1.218713 56.10755 159.495564  
6 50 81.044 0.00515598 0.254695275 1.218713 49.39801 159.926924  
7 60 86.044 0.0058118 0.254695275 1.218713 43.8238 160.243569  
8 70 91.044 0.00650687 0.254695275 1.218713 39.1425 160.480237  
9 80 96.044 0.00724119 0.254695275 1.218713 35.17311 160.659989  
10 85.91 98.999 0.00769363 0.254695275 1.218713 33.1047 160.746047 144.0699 
11 90 101.044 0.00801476 0.254695275 1.218713 31.77826 160.79849  
12 100 106.044 0.00882758 0.254695275 1.218713 28.85221 160.906595  
13 105.9 108.994 0.00932556 0.254695275 1.218713 27.31153 160.959322  
 
Flow
Sensor4
Sensor5
L2
L3
L10
L11
L11
L13
L4
L5
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L8
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L1
d 
1
d 
2
d 
3
d 
4
d 
5
d 
6
d 
7
d 
8
d 
9
d 
10
d 
11
d 
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d 
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5.5 本章のまとめ 
開放端で直管衝撃波管とフレア（拡大）管衝撃波管を用いて、パルス燃焼器の単
一パルスを模擬した実験の結果 
1.フレア管でのパルスの周期は直管のそれらの５～10％短くなり燃焼         
周波数もそれだけ増加する。このフレア管（拡大尾管）をパルス燃焼器に
応用すれば燃焼ガスの温度が高いので燃焼周波数の増大は多くなり推力の
増加となるであろう。 
2.管端からの反射膨張波は拡大尾管内で圧力を更に降下させて吸気弁に達
し、吸気量を増加させ出力を向上させる。 
3.フレア管では尾管噴口断面積が直管の数倍にする事が出来、それにより圧
力差による推力を著しく増大させることが可能である。 
次にこれを実際の燃焼器に適用しその成果を確認する。 
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第 ６ 章   尾管にフレア管を設置したパルス燃焼器の性能 
 
 第５章で衝撃波管による燃焼を伴わない模擬実験から、管端にフレア管（拡大管）を取
り付けることにより①吸気量が増大し、②パルス周波数を高くし、③吐出口断面積を拡大
することで、推力を増大出来ることが明らかとなった。 
この章では上記の結果を基に、パルス燃焼器尾管にフレア管を装着した時に、衝撃波管
の場合と同じ様な効果があるか、特に実際に推力増大に役立つかどうかを調べることとし、
形状、大きさの異なるフレア管を装着したものと直管にしたものとの比較を行った。 
6.1節では実験装置、6.2節では実験方法、6.3節では実験条件、6.4節では実験結果と
その検討、6.5節ではその結論を述べる。 
 
6.1 実験装置の概要 
 本実験で使用した空気式弁単一パルス燃焼器使用の実験装置の概要図を図6.1に、また
実験で使用したフレア管の色々な形状を図6.2に示す。このパルス燃焼器は吸入管、燃料
供給装置、スロート（空気弁）、燃焼室および尾管より構成されている。 燃料供給装置
はツインパルス燃焼器の場合と異なり二流体噴霧型の外部予混合形式のものである。また、
尾管の形状が直管とフレア管の場合について実験を行い燃焼室圧力と騒音測定の燃焼状
況および騒音について研究した。 
使用した測定器は、第４章で説明したものと同じである。  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
122
     
 
 
 
60°
Unit:mm
φ
D 
=
 
5
2
Amplifier
  Pressure
  transducer
P.C
435
L
φ
De
  9
25
Microphone
Spark
plug
φ
8
0
Damping chamber
Digital
manometer
Air-compressor
V
Driver
240
Baffle-plate
Aerovalve
Fuel
tank
図６．１ 　実験装置の概要
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図6.2 各種フレア形状（バッフル板は省略する） 
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6.2 実験方法 
実験は第４章と同じ方法で行い、出口形状の異なる六種類の尾管について、主として燃
焼圧力、出口での騒音の測定を行った。また、騒音の測定は、尾管出口よりθ =  60°, r  
= 925 mmの位置にマイクロホンを設置し、騒音計を用いて燃焼時に発生する騒音（等価
騒音レベル SPL）を測定した。 
 
6.3 実験条件 
尾管出口には直径Db = 300 mmの円板からなるバッフル板を取り付け、出口形状にはス
トレート、F12 ( L/D = 1, De/D = 2 )、F22 ( L/D = 2, De/D = 2 )、F315 ( L/D = 3, De/D = 1.5 )、 
F32 ( L/D = 3, De/D = 2 )、F325 ( L/D = 3, De/D = 2.5 )の六種類（図6. 2）を用いて行った。 
 
6.4 実験結果および考察 
図 6.3～6.4 は、各尾管出口形状における燃焼時の燃焼室内の圧力波形を示したもので
ある。図6.3は、直管の場合で、燃料流量を増加していくにつれ、パルス燃焼から定常燃
焼状態へと移行していることは、第３章で説明した通りである。図 6.3(ｂ)は、直管に対
するパルス燃焼時の圧力波形で、図6.5～図6.8の(a)と(b)は、フレアの場合のパルス燃焼
時の圧力波形である。この圧力波形から、フレアの場合が直管の場合よりも燃焼圧力振幅
が大きくなっている事がわかる。図6.9は、直管パルス燃焼器とフレア管装着燃焼器の燃
焼室内の平均圧力振幅ΔP と供給燃料流量 Fm& との関係を示している。これは次の二点の
重要なことを表している。 
1) 直管燃焼器の場合に比べ、フレア管燃焼器での燃焼比は、1.5～2.0倍と非常に高くな
っている。 
２）パルス燃焼が認められる燃料量領域が 
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図 6.3 燃焼室内の圧力波形（Straight） 
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図 6.4 燃焼室内の圧力波形（L/D = 1, De/D = 2） 
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図 6.5 燃焼室内の圧力波形（L/D = 2, De/D = 2） 
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図 6.6 燃焼室内の圧力波形（L/D = 3, De/D = 1.5） 
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図 6.7 燃焼室内の圧力波形（L/D = 3, De/D = 2） 
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図 6.8 燃焼室内の圧力波形（L/D = 3, De/D = 2.5） 
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直管燃焼器では    Fm&  ＝ 0.6 ～ 1.6  g/s 
フレア管燃焼器では  Fm&  ＝ 0.9 ～ 2.0  g/s 
 
１）の意味するところは、フレア管燃焼器での a：燃焼速度が速いか、または b：
燃焼混合気量が増大したか、である。 
２）は、第３章で述べた如く、パルス燃焼をするのは、ある決まった混合比の領域で
あることを考慮すれば、やはり吸入空気量の増加を意味している。 
図 6.10は、供給燃料流量に対する実測吸入空気量を図示したもので、フレア管燃焼
器の吸気量が直管燃焼器の場合の1.2～1.5倍になっている。 
以上の結果は、第５章で説明した衝撃波管での実験で管端に拡大管(フレア管)を装着
することにより吸気圧降下が大となり、吸気量が増大するはずとの予測とよく一致して
いる。吸気量が増大するため、燃料室内混合気の初気圧、密度も高くなるので、燃焼速
度も速くなり、燃焼圧も図6.9に見るように上昇する。 
フレア管燃焼器でのパルス燃焼周波数は直管燃焼器の 1.1～1.2 倍と高くなっている
がこれも衝撃波管での実験での周期の差とよく一致している。図 6.11 に燃焼器出口で
の騒音を、直管燃焼器の場合とフレア管燃焼器の場合を比較して示してあるが、フレア
管燃焼器の場合にSPLが非常に大きくなっている。 
この理由としては、燃焼圧が高くなっているので当然であるが、もう一つの理由として
拡大管内での圧力波の先鋭化が考えられる。 
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図 6.9 圧力振幅に対する燃料流量の影響（直管とフレア管） 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 6.10 空気流量に対する燃料流量の影響（直管とフレア管） 
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図 6.11 等価騒音レベルSPLに対する燃料質量流量 Fm& の影響 
 
 
 図 12、図 13は、発振周波数 f に及ぼすフレア形状の影響を示す。縦軸に発振周波数 f、
横軸にそれぞれL/D, De/D をとる。図中の破線は、尾管出口形状が直管の場合の燃焼ガス
平均温度を 1100℃、燃焼室容積 Vｃを空気式弁後端から尾管の入口までと仮定し、ヘル
ムホルツの共鳴振動の式を用いて算出した計算値を示している。
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図 6.12 発振周波数 fに及ぼすL/Dの影響 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 6.13 発振周波数 fに及ぼすDe/Dの影響 
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6.4.1 数値計算方法 
圧縮波が管端にフレアを有する流路から放出した場合に発生するパルス波の挙動につ
いて、圧縮波の幅が比較的短い場合についてはすでに明らかにされている(101)。しかし、
実際のパルス燃焼器で発生する圧縮波の幅はかなり長く(26)、この場合のパルス波特性に対
するフレア形状の影響を明らかにすることが、パルス燃焼器を用いた燃焼実験で好適なフ
レア形状を決定する上でまず必要である。 
図6.14に示すように、無限大きさのフランジを開口端に有する内直径Dの直管内を波
面幅がWの圧縮波（Δp* : 過剰圧）が右方に伝播し、開口端から放出されると空気中（pa：
大気圧）にパルス波が形成される。このパルス波強さΔpm（r：管端からの距離，θ：x
軸からの方位角）に及ぼすフレア長さL（1 ≦ L/D  ≦ 3）と出口直径De（1 ≦ De/D 
≦ 3）の影響を、圧縮波の波面幅がW/D  = 5((26)の場合について、圧縮性非定常の軸対称
方程式をHarten-YeeのTVDスキーム(101)を解くことで明らかにした。 
流れ場の境界条件は図中に示してある。また初期条件としては、x/D ≦‐3に対し非定
常圧縮波の圧力pが次式となるように与えた。 






 


+−−
∆
= 13
/
1tan1
2
1*
D
x
DWap
p
ap
p π
π
 
この式は、図 6.15 に示すような管内の圧縮波の初期波形を表している。なお、図の縦軸
には圧力変動、横軸には図6.14での横軸 Dx / をとっている。 
ここで、Δp*は10kPa,(99)とした。 
なお、数値計算の有用性は、パルス波のピーク値Δpmが計算と実験でほぼ等しくなる
(100)ことから確認している。 
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6.4.2 数値計算結果 
図 6.16は、パルス波の圧力Δpに及ぼすフレア長さLの影響を示す。ここで、縦軸と
横軸は、それぞれパルス波の圧力Δpを大気圧paで無次元化したものと、時間 t（圧縮波
波頭がx/D  = －3の位置のとき t  = 0）である。図より、L/D = 3の場合に最も強いパ
ルス波が得られていることがわかる。以前の研究結果(6)から、L/D ＞ 3に対するΔpm値
は、L/D = 3の場合と同じであることが予想されているので、L/D = 3の場合が最大とみ
なしてよい。 図６.17は、パルス波の圧力Δpに及ぼすフレア出口径Deの影響を示す。
図より、De/D  = 2.5の場合に最も強いパルス波が得られていることがわかる。 
また、図6.18，図6.19は縦軸にパルス波強さΔpm、横軸にそれぞれL/DとDe/Dをと
ったもので、図 6.16，図 6.17と同様の結果を示している。 これらの結果より、最も強
いパルス波は、L/D  =  3，De/D  =  2.5の場合に得られることがわかった。 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 6.14  計算モデルと境界条件 
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図 6.15 初期波形と境界条件 
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図 6.16 パルス波の圧力ΔPに対するフレア長さLの影響 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 6.17 パルス波の圧力ΔPに対するフレア出口径DEの影響 
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図 6.18 パルス波強さΔPｍに対するフレア長さLの影響 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 6.19 パルス波強さΔPｍに対するフレア出口径DEの影響 
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6.5 本章のまとめ 
 前章の衝撃波管の実験で管端にフレア管（拡大管）を装着することにより、管端よりの
膨張波の圧力降下を著しく大にし、行程の周期を短縮できることが明らかとなったので、
これを応用することにより、パルス燃焼器の推力を増大し、燃焼器性能の改良が期待出来
る。 
 本章においては、この結果を応用し、パルス燃焼器の吐出管にフレア管を装着すること
により、直管燃焼器と比較して 
 
１） 吸入空気量を20－50％増加し 
２） 燃焼圧も1.5－2.0倍高くなり 
３） パルス燃焼の周波数も10－20％高くなり 
４） 吐出管出口の気体と出口断面積の増加 
 することにより推力を著しく向上させることとなった。 
 即ち、フレア管の応用でパルス燃焼器の大幅な性能向上を伴う改良が可能となった。 
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第 ７ 章  パルス燃焼器のアクティブ制御 
 
 パルス燃焼器に関する、多数の論文の中で、その非定常特性と制御法についての
論文は、数件しか報告されていない。さらに、その中においてツインパルス燃焼器
やパルス燃焼器とタ－ビンを組合せたシステムについての報告は、極めて少ない。
例えば、Kentfield は、通常のパルス燃焼器とタ－ビンを組合せたシステムにおい
て、制御の結果 3～７％の燃焼圧力増加を得た。そして、このシステムのパルス燃
焼時の性能は、定常燃焼時よりも 40％高い総合性能を得た。パルス燃焼の研究は、
200 年に渡る歴史があるけれどもパルス燃焼器がいまだに工業的に利用されてい
ないと考えられる。その理由として、騒音が大きく、制御が出来ないからである。 
そこで、この章での目的は、従来のパルス燃焼器の研究に対して、パルス燃焼器入
口開度によるアクティブ制御によって燃焼器の作動範囲を広げるための制御シス
テムの実現の可能性を示す事である。7.1節では、アクティブ制御の原理について
説明する。7.2 節では、制御回路について、7.3 節では、制御系の設計方法につい
て述べる。7.4節では、結論について述べる。  
 
7.1 アクティブ制御の原理 
アクティブ制御設計目標は 
① パルス燃焼による高い熱効率 
② タ－ビンに一定圧力ガスの供給 
ガス圧力変動がタ－ビンに及ぼす繰り返し応力を軽減し、タ－ビンを保
護すると同時に、非定常流れによる損失の減少 
③ 実際の制御システムの可能性の論証（閉ル－プ制御、つまり、ステッピ
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ングモ－タによって制御された入口横断面を有する燃焼器運転の事）を
挙げる事が出来る。 
有効なアクティブ制御のパラメ－タを選定するために、パルス燃焼器の運転状態
に対する各実験パラメ－タの影響について再検討する。図 7.1に単１パルス燃焼器
で得られた空気流量、燃焼圧力，タ－ビン回転数をそれぞれ燃料流量で整理した結
果を様々な入口／燃焼室断面積比に対して示したものである。図 7.1 (a)と図 7.1 (b)
より、定常燃焼と無反動流れ（ Fm&  = 0）と比較して、パルス燃焼域では燃料流量
が減少しているにもかかわらず、圧力振幅は逆に大きくなることから、エネルギ変
換と燃焼効率が高くなっている事が分かる。特に、図 7.1(c)において、パルス燃焼
域でタ－ビン回転数が最も大きくなり、最も高いタ－ビン回転数が最も低い燃料流
量で達成される事が出来るので，設計目標①の恩恵を明確に示している。 また、
パルス燃焼域において、入口開口比の変化がタ－ビン回転数の大きな変化となって
現れる事が示されている。一方に、制御のもう１つの役割は、パルス燃焼器入口出
口の圧力比を一定に保つことにより、燃焼器を定常燃焼域をさけてパルス燃焼域に
維持する事である。しかしながら、この結果は燃焼器入口とノズル出口での圧力が
大気圧条件に対するものである。したがって、さらに高い圧力条件下で作動する場
合については今後研究する必要がある。 
 以上の結果より、入口断面積は、燃料流量、空気流量と伴に圧力振幅を制御す
るのに最も効力のある制御パラメ－タである事が分かった。 次に制御目標②に対
して、出口圧力変動を押さえるためにツインパルス燃焼器が有効である事が分かっ
ている。 図 7.2にツインパルス燃焼器が互いに逆位相で運転している時の燃焼器
内圧力および出口圧力変化を示す。セットリングチャンバ－での圧力変動の減衰 
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図 7.1 燃料流量に対する a)空気流量、b)圧力振幅、 
c)タービン回転数との関係 
（燃焼器入口開度面積と燃焼室断面積比 Ai/Acの影響）
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図 7.2 ツインパルス燃焼器の圧力履歴 
 
a) 燃焼器内圧力， b) セットリングチャンバー内圧力
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は，セットリングチャンバ－とノズルのノド部の体積比にかなり依存するので、そ
の比は最適化されなければいけない。つまり、圧力変動を小さくするためには、ノ
ズルのノド部の体積を小さくしなければいけないけれども、一方では、ノズルでの
流れに強いチョ－クを引き起こし、燃焼器を停止させてしまうからである。 
なお、パルス燃焼器の圧力履歴だけでは、効率の改善を判断できないので、煙道
ガスを実際にタ－ビンに供給し、タ－ビン回転数によって相対的に効率を比較する
必要がある。 したがって、パルス燃焼器とタ－ビンを組み合わせた全体システム
として、実機への応用研究を行う必要がある。 
図 7.3にパルス燃焼器システムの概念図を示す。パルス燃焼器に対する全体の制
御ル－プは、センサ－（燃料流量、スロ－トの状態、燃焼圧力、タ－ビン回転数）、
制御盤及び燃料流量の調整器より構成される。 例えば入口断面積の構造として、
図 7.3に示すような２枚重ねの多孔板で作成された入口スロ－ト部は、他方の多孔
板に対して一部が重なっている多孔板の１つを動かして変化させる。 ロ－タリバ
ルブでなく、この方式による入口断面積の可変機構を選択した理由は、単に設計上
簡単であるためである。 
 
7.2 制御回路（ブロック線図） 
図 7.4 には、一般的なロバスト PID コントロ－ラが示されている。これは、単
純なフィ－ルドバックル－プを示している。 PT２フィルタは、クロ－ズドル－
プの中において燃焼器をシミュレ－ションする一種のフィルタとしてふるまう。 
制御アルゴリズムは、まだ開発段階である。 けれども、PIDコントロ－ラは、
図 7.5に示されるようなツインパルス燃焼器で得られた A i / A cに対する燃料流量、
空気流量、タ－ビン回転数の特性で置き換える事も可能である。 その結果、 
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図 7.3 パルス燃焼器アクティブ制御システム全体図 
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図 7.4 アクティブ制御ブロック線図
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(a)入口スロートと燃料比に対するタービン回転数 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 横断面比 Ai/AC.に対する振幅∆P、回転速度と空気比 
図 7.5 ツインパルス燃焼器 
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燃料流量、空気流量、タ－ビン回転数を最適値にする事が出来る。 
 
 
7.3 制御系の設計方法 
図 7.4を実現するに当たり次の２つを明らかにする必要がある． 
1） 燃焼器特性のモデル化 
    アクティブ制御において、必要となる燃焼器の特性は、既知の外乱を燃焼器に
与える事によって得る事が出来る。その様な外乱の１例として、単発の吸気、排
気あるいは点火が挙げられる。そして、外乱に対する応答により燃焼による圧力
上昇についての特性が分かる。例えば、燃焼器の物理モデルに関して“質量ばね
減衰”系のように振舞うと仮定すると、２階常微分方程式によって燃焼室の中の
圧力特性が記述できる。そして、その変化は外乱に依存して起こる。 
 
     exp
2
0
2
00
2
2 kpp
dt
dpD
dt
pd
c
cc ωωω =++         (7.1)    
 
ここで、Pexc は、システムへの外乱である。継続した燃焼器の運転では、複雑
な相互作用が起こっているけれども、解析おいては個々の影響を分離して考えなけ
ればいけない。 
単発の吸気、排気の場合、外乱は、バルブ又は隔膜の破裂によって引き起こすこ
とができる。一例として、破膜実験で得られた燃焼器からの吸気と燃焼器への排気
時の燃焼器内圧力変化をそれぞれ図 7.6(a)と(b)に示す。この図より尾管内での空気
コラムの調和振動に対応した燃焼室の圧力履歴が現れている。このような圧力履歴
より燃焼器特性パラメ－タＤ, 0ω を決定することができる。 
式（7.1）における減衰Ｄと振動数 0ω についてのイメ－ジを圧力変化のグラフを
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用いて説明するために、燃焼器内の圧力履歴を図 7.7 に示す。図 7.7(a),(b)は、そ
れぞれ燃焼器入口をダイアフラムで閉じた燃焼器と開いた開放式燃焼器に対する
圧力履歴を示す。隔膜で閉じた燃焼器は、空気とプロパンの混合気で満たされてい
る。点火の後、時間遅れΔP IGの後に圧力増加が起こる。隔膜の破裂によってガス
コラムの振動を伴いながら、尾管を通る煙道ガスの膨張が引き起される。 図
7.7(b)において、開放燃焼器に対する予想される圧力増加は、尾管を通る連続的な
排出によって非常に低い。 煙管ガスの膨張と圧縮の効果は、燃焼後の最初のサイ
クルでの圧力の最高値から概算する事が出来る。つまり、閉じた燃焼器では 25 kPa
また、燃焼圧力が 500kPaに達する開放燃焼器に対して７kPaである燃焼後の圧力
減衰振動波形より、重要な特性パラメ－タＤ ＝ 80s 1− と 0ω = 1047s 1− を得た。 
 
２） 制御コントロ－ラの制御パラメ－タの設定値 
 図 7.5は、ツインパルス燃焼器に対して、燃焼入口開度のアクティブ制御の利点
を再度示す。燃焼器の性能は、燃料流量を変化させただけでは向上出来ない。その
上、入口断面積の制御が全流量の増加に対してだけでなく、燃焼器の時間特性の調
節に対しても同様に必要である。制御を行なうための方案としてタ－ビン回転数の
指令値nsetから入口開度と燃料流量 Fm& が図 7.5(a)に示される燃料流量線図に従っ
て設定される。 
燃焼器の制御則は、設計点近傍での運転に対して線形化される。燃料流量線図は、
多項式で近似される。 しかし、これらの特性はその燃焼器形状に対してのみ有効
となる。最高性能は、空燃比が 20の希薄燃焼を行なうパルス燃焼モ－ドで得られ
た。 
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図 7.6 破膜実験での a) 燃焼器吸気、b) 燃焼器排気に対する 
燃焼器内圧力変化履歴（灰色線：実験結果、実線：計算結果） 
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a) 閉じた燃焼器での圧力履歴 
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b) 開放型燃焼器での圧力履歴  
 
 
図 7.7 単一点火時の燃焼器内圧力変化
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7.4 本章のまとめ 
 アクティブ制御を用いたパルス燃焼器での実験結果は、性能を増加させる能力が
あることを示した。また、単純な制御ル－プによりアクティブ制御の方法を示した。 
そして、制御に必要な燃焼器モデルの特性パラメ－タを得る方法についても同様に
示した。今後の展望として、本研究では制御を実機に適用した実験により実証して
いく必要がある。 
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第 8 章  結  言 
 
 本論文では、エアロパルス燃焼器の吸気量を増すために、最適な尾管形状を得る
事で出力増加の実験を行う。まず吸気量と出力増加の関係について検討し、その特
性関係を基にアクティブ制御の回路と、設計方法について調べた。その結果、以下
の結論を得た。 
（1） エアロパルス燃焼器では吸気混合気の当量比により定常燃焼域とパルス燃焼域
に分けられ、火炎伝ぱ速度が吸気口での混合気流速より速い範囲ではパルス燃
焼を起し、それ以外の範囲では定常燃焼となる。 
（2） パルス燃焼によって得られる吐出流推力は最も希薄な混合気の領域で最大とな
る。この領域は混合温度に依存するため、混合気加熱にかかわる吸気口の断面積、
構造に影響される。 
（3） パルス燃焼の発振周波数は当量比、尾管長さ等によって変化するが、実際燃焼
反応が起こっている容積を調べることにより、おおむね予測が可能であること
が分かった。これにより、燃料噴射を吸気に同期させ、燃焼、排気中の噴射を
抑制することが可能となれば、さらなる燃料消費の軽減、排気ガスの清浄化が
期待できる。 
（4） 各パルス燃焼器に相互逆位相のパルス燃焼をさせるためには、燃焼器出口の流
れを強制的に曲げて流れを相互干渉させる必要は無く、流れを並流させたまま、
圧力波のみを干渉させるだけで充分である 
（5） したがって、この方法により、流れは妨げられることなく吐出するため、有効
推力は単一パルス燃焼器の２倍となるが、騒音は単一燃焼器の場合と同じ程度
に押さえられる。 
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（6） ツインパルス燃焼器製作に当たっては、両尾管を相互に圧力干渉だけをするよ
うに連結する閉空間を設けそれより流れを吐出させるようにすれば、相互逆位
相の燃焼を行わせ、性能を低下させることなく騒音を抑制することが出来る。 
（7） フレア管（拡大尾管）でのパルスの周期は直管のそれらの５～10％短くなり燃
焼周波数もそれだけ増加する。このフレア管をパルス燃焼器に応用すれば燃焼
ガスの温度が高いので燃焼周波数が増大し、推力の増加となるであろう。 
（8） 管端からの反射膨張波はフレア管内で圧力を更に降下させて吸気弁に達し、吸
気量を増加させ出力を向上させる。 
（9） フレア管では尾管噴口断面積が直管の数倍にする事ができ、それにより圧力差
による推力を著しく増大させることが可能である。 
（10）パルス燃焼器の吐出管にフレア管を装着することにより、直管燃焼器と比較し
て、①吸入空気量を 20－50％増加し、②燃焼圧も 1.5－2.0倍高くなり、③パル
ス燃焼の周波数も 10－20％高くなり、④吐出管出口の気体と出口断面積の増加 
することにより推力を著しく向上させることとなった 
（11）アクティブ制御を用いたパルス燃焼器での実験結果は、性能を増加させる能力
があることを示した。また、単純な制御ル－プによりアクティブ制御の方法を
示した。そして、制御に必要な燃焼器モデルの特性パラメ－タを得る方法につ
いても同様に示した。今後の展望として、本研究では制御を実機に適用した実
験により実証していく必要がある。 
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付 録 １ 
Thermodynamic Analysis of Combustion in Schmidtrohr
1) Combustion Process
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2) Expansion Volume ΔＶＥ 
3) Inverse Flow through the Air Valve during the Combustion
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4) Combustion Rate
5) Conclusion
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付 録 ２ 
Movement of contact surface between high and low temperature gas 
and flow velocity in shock diagram. 
Straight Tube P41 = 1.49 
Straight Tube P41 = 2.02 
160
 Straight Tube P41 = 3.0 
Straight Tube P41 = 3.42 
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Flare Tube  P41 = 1.50 
Flare Tube  P41 = 2.01 
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Flare Tube  P41 = 3.0 
Flare Tube  P41 = 3.446 
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